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Introduction
Nous assistons, ces dernières décennies, à un développement sans précédent de
système de production d'énergie électrique mettant en œuvre des sources renouvelables
telles que le vent et le solaire [1], [2], [3]. Les dispositifs mis en œuvre sont relativement
onéreux et des considérations économiques doivent accompagner ces développements [4],
[5], [6]. En ce qui concerne l'éolien, qui fait l'objet de nos préoccupations, on distingue les
sources de production décentralisées de très fortes puissances (de l'ordre du MW), où l'on
privilégie la fiabilité face au coût de l'investissement, de celles que l'on peut qualifier
"d'unités personnalisées", de quelques dizaines de kW où l'on favorise la robustesse en
minimisant les investissements. Généralement, les systèmes de fortes puissances sont
connectés au réseau alors que les unités personnalisées, bien que parfois connectées au
réseau, fonctionnent fréquemment en mode isolé ou autonome (cadre de l'îlotage). Notre
étude concerne ce dernier type d'éoliennes qui, pour des raisons économiques, ont souvent
recours à des générateurs asynchrones. Ces derniers posent un certain nombre de problèmes
dans le cadre de l'îlotage (contrôle de la tension, de la fréquence, auto-amorçage,...). Notre
contribution porte sur ces différents aspects en proposant, pour caractériser le générateur
asynchrone, une démarche calquée sur celle utilisée pour la machine synchrone.
La prédétermination des tensions simples, de valeur efficace Vs et de fréquence f
(pulsation co), qui apparaissent au stator d'une génératrice asynchrone fonctionnant en site
isolé, est classiquement réalisée en utilisant son schéma monophasé équivalent composé
d'éléments passifs (résistances, inductances). Pour une machine synchrone à pôles lisses, on
a recours, si l'on néglige la saturation, à un schéma monophasé équivalent du type
générateur de tension où la reactance synchrone constitue son impédance interne. Cette
différence au niveau des approches [7], [8], peut paraître surprenante dans la mesure où la
seule différence, d'un point de vue de fonctionnement, porte sur la façon de générer l'onde
d'induction tournante rotorique qui est à l'origine de la f.e.m. théorique à vide délivrée par
le stator de la machine.
• Pour une machine synchrone à p paires de pôles, cette f.e.m. est engendrée par un
courant continu qui parcourt un enroulement en rotation à la vitesse co/p .
• Pour une machine asynchrone, avec le même nombre de paires de pôles, cette f.e.m.
est générée par un système polyphasé équilibré de courants sinusoïdaux de pulsation
gco (g représente le glissement) qui parcourt un enroulement polyphasé en rotation
à la vitesse (1 - g)co/p.
Globalement, vu du stator, on doit donc avoir un comportement identique pour les deux
machines.
Notons cependant une différence essentielle, qu'il n'est pas nécessaire de considérer
au niveau de l'approche théorique, à savoir que la f.e.m. statorique à vide est contrôlable
sur une machine synchrone alors que ce n'est pas le cas pour une machine asynchrone. En
effet, pour cette dernière, les courants rotoriques sont induits par les courants statoriques de
sorte que l'induction tournante d'entrefer ne peut apparaître qu'en charge, donc lorsque
l'excitation de la machine est amorcée. Comme précisé, cette particularité ne doit pas, en
soi, s'opposer au développement d'une procédure théorique simplifiée unique et valable
pour les deux structures. Son impact concerne essentiellement les procédures
expérimentales à mettre en œuvre pour déterminer les paramètres du schéma monophasé
équivalent unique qui permet de caractériser ces fonctionnements en génératrice de ces
deux machines.
Cette réflexion conduit à formuler la question fondamentale suivante : Quel schéma
équivalent doit-on utiliser ? Celui de la machine asynchrone ou celui de la machine
synchrone ?
En fait, la réponse est simple si l'on revient aux phénomènes physiques qui ont conduit à
l'établissement de ces schémas.
• La structure du schéma de la machine asynchrone a été établie en considérant un
fonctionnement en moteur de cette machine alimentée en tension. Dans ces conditions,
si l'on néglige les chutes de tension au stator, la machine fonctionne à onde
d'induction tournante d'entrefer à amplitude constante quel que soit l'état de
charge de la machine. Cela peut encore se traduire par un « fonctionnement à onde
d'induction tournante d'entrefer imposée ».
• Pour une machine synchrone, le schéma équivalent résulte d'une analyse portant sur un
fonctionnement en alternateur ou en génératrice. Dans ce cas, l'onde d'induction
tournante d'entrefer résulte de la combinaison de deux ondes : celle engendrée par la
roue polaire et celle de réaction générée par les courants statoriques. On ne contrôle
donc plus l'onde d'induction tournante résultante d'entrefer et la tension que
délivre cette machine dépend essentiellement de cette dernière quantité.
Comme le fonctionnement de la génératrice asynchrone en mode isolé auto-excitée
est similaire à celui de l'alternateur (la tension aux bornes des phases statoriques n'est pas
imposée mais résulte de l'onde d'induction tournante résultante d'entrefer), il apparaît
clairement que pour ce type de fonctionnement :
• l'utilisation du schéma équivalent de la machine asynchrone ne semble pas adapté du
tout à première vue,
• seule l'approche relative à la machine synchrone serait à retenir.
Pourquoi rencontre-t-on fréquemment dans la littérature [9], [10], des développements
utilisant le schéma équivalent de la machine asynchrone alors qu'il n'est valable qu'en
régime non saturé, donc dans une plage de fonctionnement très limitée ? La réponse est
simple et est liée à un problème « d'habitude » puisque, systématiquement, à une machine
donnée, on associe un schéma équivalent. Procéder autrement nécessite de reprendre
entièrement l'approche physique de l'enchaînement des différents phénomènes, ce qui en
fait, même pour un ingénieur ou chercheur électrotechnicien, n'est pas toujours aisé et
risque d'effrayer, puisque ces schémas équivalents ont été proposés puis peaufinés et ce
pendant de nombreuses décennies. Pour en revenir à l'utilisation du schéma classique
asynchrone, certains auteurs, se rendant compte des écarts entre résultats expérimentaux et
prédéterminés en utilisant cette procédure, proposent de considérer au niveau du schéma
équivalent de la machine asynchrone une impédance magnétisante de valeur variable [11].
De façon implicite, il est admis que l'amplitude de l'onde tournante d'entrefer n'est pas
contrôlée de sorte que le phénomène de saturation peut très rapidement apparaître réduisant
la valeur de cette impédance magnétisante. Sur un alternateur, ce même phénomène
apparaît et ce pour les mêmes raisons. Néanmoins, dans ce cas, on précise clairement que,
due à saturation, il n'est plus possible d'additionner les composantes d'induction partielles
(générées séparément par le stator et le rotor) et que la règle de sommation ne peut
s'appliquer que sur les ampères-tours, ce qui conduit au bien connu diagramme de Potier.
Pourquoi s'autorise t-on à faire sur la machine asynchrone ce que l'on s'interdit sur la
machine synchrone ?
Il est également bien connu que la saturation affecte beaucoup les inductances de
fuites. Il en résulte donc qu'agir sur l'impédance magnétisante en maintenant constantes les
inductances de fuites constituerait également un choix discutable en soi une aberration d'un
point de vue physique des phénomènes, d'autant plus que l'entrefer sur une machine
asynchrone est faible de sorte que, comparativement à une machine synchrone, les
reactances de fuites soient beaucoup plus sensibles au phénomène de saturation. Une autre
difficulté caractérise la machine asynchrone, celle-ci concerne le courant d'excitation et
donc rotorique de cette machine qui est un courant auto-induit fonction du courant débité
alors que sur une machine synchrone, ce courant est un paramètre que l'on peut contrôler.
Le fait de maintenir constant ce courant sur une machine synchrone conduit à maintenir
constante l'amplitude de l'onde d'induction tournante rotorique. Cette quantité reste, à
première vue, une quantité incontrôlable sur une machine asynchrone. Cet aspect met en
évidence la complexité qui accompagne la prédétermination des caractéristiques en régime
établi d'un générateur asynchrone fonctionnant en mode isolé. En outre, pour que ce régime
puisse exister, il est nécessaire que le générateur asynchrone puisse s'amorcer correctement
et nous pensons qu'il convient d'apporter une attention toute particulière à cette phase
transitoire de façon à pouvoir le contrôler en pratique. Cette présentation définit
implicitement le découpage que nous utilisons pour présenter les résultats de ce travail.
Dans le premier chapitre nous nous intéresserons à présenter les approches
physiques qui conduisent aux schémas équivalents des machines asynchrones (MAS) et
synchrones à pôles lisses (MS) en supposant linéaire le circuit magnétique. Nous utiliserons
ces développements pour définir le schéma équivalent et le diagramme de fonctionnement
du générateur asynchrone (GAS) utilisant l'approche synchrone. Nous montrerons ensuite
comment nous nous proposons de procéder pour prendre en compte la saturation sur le
GAS.
Le deuxième chapitre sera consacré à l'étude comparative des structures (schémas
équivalents MAS et GAS) basée sur l'exploitation des différentes relations. Les résultats
obtenus seront comparés à ceux issus de l'expérimentation.
Dans le troisième et dernier chapitre de ce mémoire nous nous pencherons, aussi
bien d'un point de vue théorique qu'expérimental, sur le problème de l'autoamorçage du
GAS. Nous définirons une approche simplifiée, basée sur des considérations physiques, qui
permettra d'analyser analytiquement les conditions d'autoamorçage. Nous développerons
ensuite une modélisation numérique basée sur l'exploitation du vecteur complexe. Les
résultats issus de ces analyses ainsi que les résultats expérimentaux, définiront les limites de
validité du modèle. Nous traiterons finalement le cas d'une éolienne qui fonctionne dans le
cadre de l'îlotage
CHAPITRE I
ETUDE EN REGIME ETABLI, APPROCHES PHYSIQUES
Après avoir précisé les conventions utilisées nous présenterons, en régime établi et
en l'absence de saturation, les approches physiques destinées à caractériser les
fonctionnements des machines asynchrones (MAS) et synchrones à pôles lisses (MS). En
utilisant l'approche synchrone nous définirons ensuite le diagramme de fonctionnement du
générateur asynchrone (GAS). Nous montrerons alors comment nous nous proposons de
prendre en compte la saturation au niveau du GAS. L'étude de ces structures en négligeant
la saturation s'effectuera en supposant :
- la perméabilité du fer infinie (ampères-tours (AT) consommés par le fer négligés),
- l'entrefer e d'épaisseur constante (denture ignorée),
- les courants statoriques à évolution temporelle sinusoïdale,
- les forces magnétomotrices (f.m.m.) e à répartition spatiale sinusoïdale (méthode du
premier harmonique),
- le stator triphasé,
- la machine bipolaire avec enroulements statoriques à ouverture diamétrale,
- chaque enroulement logé dans uniquement deux encoches,
- la référence temporelle telle qu'à t=0 le courant dans la phase 1 du stator est maximum,
- l'origine spatiale statorique (axe ds) confondue avec l'axe de la phase 1 du stator,
- le rayon moyen d'entrefer R peu différent du rayon interne du stator Rsou du rayon
externe du rotorRr,
- l'axe d'un pôle Nord confondu avec l'axe de la calotte positive de l'onde de f.m.m. ou
d'inductionbpuisque b = eno /e avec [iQ = 47tlO~7H/m.
Nous adopterons la règle suivante pour caractériser une variable électrique x.
- Lorsque cette variable est relative à une armature, elle sera affectée d'un indice supérieur
(s ou r) correspondant à cette armature.
- Lorsqu'une variable est définie dans son référentiel d'origine elle sera présentée telle
quelle, elle sera affectée d'un indice prime (ou "°") lorsqu'elle définie dans l'autre
référentiel.
- Pour distinguer les différentes phases nous utiliserons l'indice inférieur q (q=l, 2 ou 3).
- Une variable relative à une armature peut résulter des effets engendrés par cette même
armature ou par l'autre armature. Lorsqu'il sera nécessaire de distinguer les provenances des
effets nous introduirons au niveau inférieur la quantité inférieure (s) ou (r).
- L'indice inférieur "n" précise qu'il s'agit de la valeur nominale de la variable.
Les notations spécifiques à une machine seront précisées séparément.
Pour conduire nos développements, nous ferons appel à deux propriétés que nous
justifierons par la suite.
• Propriété 1. Pour une armature triphasée, lorsqu'une phase est parcourue par un
courant maximum positif de valeur crête, les ondes de f.m.m. et d'induction résultantes
créées par cette armature sont maximales dans l'axe de cette phase.
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• Propriété 2. Lorsque l'onde d'induction tournante se déplace dans le sens positif
(trigonométrique), alors la f.e.m. induite dans une phase est maximale, en utilisant la
convention G, lorsqu'un Nord (maximum de l'onde d'induction) est face à son second côté
(conducteur qui sera repéré avec l'indice prime). En convention M, l'axe de ce Nord doit
se trouver face à son premier côté (conducteur sans indice).
I) CONVENTIONS DE SIGNE
Considérons deux armatures coaxiales et adoptons comme sens positif le sens
trigonométrique comme indiqué à la figure 1.1a. Celle-ci conduit à la représentation
développée de la figure 1.1b où uniquement les phases 1 et 2 du stator, supposé triphasé,
sont représentées.
Soient deux ondes d'induction tournantes bsp et bTp évoluant à la même vitesse (0 dans le





Figure 1.1 (a) Ondes d'inductions tournantes Figure 1.1 (b) Evolution spatiale des ondes
d'inductions
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bs est supposé maximum à l'instant considéré,
p
t=0
pris comme référence (t=O), dans l'axe de la phase | ^ bp
1 du stator (i' est donc maximum à cet instant). "V -"s. rs
p
Pour représenter ces ondes à répartition spatiale o ^
. , „ . , . , . Figure 1.2 Diagramme bipolaire
sinusoïdale, il est possible d utiliser le diagramme
bipolaire où l'axe de référence coïncide avec ds (figure 1.2). Ce diagramme bipolaire
permet de déterminer la valeur de l'induction en un point quelconque de l'entrefer par
simple projection des vecteurs sur un axe décalé spatialement de a s de l'origine. Les
valeurs de l'induction en ccs =0 permettent de positionner ces vecteurs à t=0 comme indiqué
à la figure 1.2. Les expressions analytiques qui caractérisent ces ondes d'induction
tournantes dans le référentiel statorique s'écrivent :
bp=b spcos(cot-a s) [1.1]
b'p = brpcos(cot-as+Ç) [1.2]
p
On vérifie bien qu'à t=0, b'p est maximum en a s = Ç.
1.1) Forces électromotrices
Pour passer de ces grandeurs spatiales à des grandeurs temporelles, il suffit de
considérer, par exemple, les flux embrassés par la phase q du stator. Le flux d\(/ qui traverse
l'élément de surface dS situé dans l'entrefer à une abscisse ocs et compris dans un angle
da s s'exprime par : d\|/ = be (as )RLdas.
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Dans ces conditions en notant \\fs
 (r), la composante de flux engendrée par b r , il vient
(q-l)—+71/2
RL } bj, cos(cot - ccs










Figure 1.3 (a) Evolution temporelle des flux
Figure 1.3 (b) Représentation complexe
des flux embrassés
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La figure 1.3 présente les ondes temporelles « flux embrassés » par la phase 1, ainsi que la
représentation complexe correspondante (\|/*
 r est déphasé en avant de £, sur \|/s ).
En convention G, on passe des flux embrassés aux f.e.m. par la relation : e = ——. Soient
dt





; ) b ^ œ [1.10]
Le diagramme de la figure I.4a donne la position des complexes qui représentent ces
quantités.
1.2) Règle fondamentale
Considérons la quantité e*(r) définie par l 'équation [1.8]. A t=0, cette f.e.m. induite est
maximale lorsque t,-ni'2, donc lorsque l 'axe du pole Nord de bj, est face au second côté
de la bobine de la phase 1 (cf. figure 1.1). D 'où la règle adoptée pour caractériser la f.e.m.
dans une phase : En convention G, la f.e.m. induite dans une phase est, compte tenu du
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sens de déplacement de l'onde d'induction tournante, maximale lorsqu'un Nord
(maximum de l'onde d'induction) est face à son second côté (conducteur repéré avec
l'indice prime). En convention M laf.e.m. résulte de l'application de la relation e = ——
dt
de sorte que cette quantité sera maximale lorsque le Nord est face à son premier coté
(conducteur sans indice).
Cette règle correspond en fait à la propriété 2 que nous avons énoncée initialement.
1.3) Courant
Si l'onde d'induction tournante bp est maximale dans l'axe de la phase 1 à l'instant
considéré, c'est que le courant dans cette phase est maximal. Soit Vx le complexe qui
caractérise le courant, I* est colinéaire à \|/s On aboutit au diagramme de la figure 1.4b
qui présente, en convention G, les positions de la f.e.m. Ej(s)et du courant I' déphasé de
7t/2 en AV sur la f.e.m..
Iï réf
Figure 1.4 (a) Diagramme des f.e.m. en
convention générateur
Figure 1.4 (b) Représentation complexe
de la f.e.m. et du courant statorique
15
1.4) Schémas équivalents
La présentation qui vient d'être faite suppose implicitement, si l'on considère
uniquement la composante ej(s), que c'est cette dernière qui est à l'origine de la circulation
du courant i^. L'enroulement s'identifie à un enroulement de générateur comme indiqué à
la figure 1.5.
Si c'est v* qui est à l'origine de i* comme indiqué à la figure 1.6a, il est alors admis que
l'enroulement s'identifie à un récepteur. Dans ce cas, comparativement à la figure 1.5, nous
n'avons fait qu'inverser le sens du courant i*. Par conséquent, la f.e.m. s'exprime par :
, de sorte que dans les relations [1.7] et [1.8], il convient de substituer +n/2 à -
w
 d t
TC/2. Comme \\i\^ est de la forme Lsij on a également : Ej(s) = jLsa>I'.
Cela correspond bien aux conventions utilisées en récepteur (convention M) qui conduisent
au diagramme vectoriel de la figure 1.6b associé au schéma de la figure 1.6a.
Pour utiliser la notion d'inductance au niveau du premier schéma (figure 1.5), qui utilise la
convention G, il convient alors de poser : E*^ = -jLsO)I,set l'on retrouve bien dans ces




Figure 1.5 (a) Convention
adopté en générateur
Figure 1.5 (b) Convention
adopté en moteur
Figure 1.6 Représentation complexe
de la f.e.m et du courant statorique en
prenant la f.e.m. comme référence.
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II) SCHÉMA ÉQUIVALENT DE LA MACHINE ASYNCHRONE
Que le rotor soit bobiné ou à cage, il est toujours possible de considérer que cette
armature porte un enroulement triphasé qui présente, en ce qui concerne les techniques de
réalisation, des caractéristiques analogues à celles relatives à l'enroulement statorique. La
référence spatiale rotorique (dr) sera confondue avec l'axe de la phase 1 du rotor. Les
différentes variables se déduiront de celles initialement présentées en substituant l'indice
supérieur « r » à « s » (v^ , i^, \\irq, n[). Intuitivement, il est possible de préciser que
l'enroulement statorique s'identifie à un récepteur, alors que celui au rotor se comporte
comme un générateur. Néanmoins, nous supposerons initialement que ces deux
enroulements constituent des récepteurs et de ce fait utiliserons la convention M. Les
équations de tension qui régissent le fonctionnement de la phase q du stator, en distinguant
les fonctionnements à vide et en charge par l'utilisation de l'indice 0, s'écrivent :
Ko = filo + ftVsqo avide [1.11]
y'q = rs i" + — Vq en charge [1.12]
Considérons un fonctionnement en moteur alimenté sous tension et fréquence constantes.
Dans ces conditions VqO = v*. Si, d'autre part, on néglige les chutes de tensions ohmiques,
on s'aperçoit que les quantités \\fsqQ et \ j /*, qui représentent les flux embrassés par la phase
q du stator à vide et en charge, sont des fonctions sinusoïdales du temps d'amplitudes
identiques. Comme ces flux embrassés résultent en première approximation de l'intégration
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de l'onde tournante résultante d'entrefer b e , il apparaît clairement que bo = b e . On a donc
dans ce cas (alimentation sous tension constante) un fonctionnement à « onde d'induction
tournante d'entrefer à amplitude imposée ». Nous avons employé le qualificatif de
première approximation car en réalité \|/* correspond en majeure partie à be mais
également, en proportion beaucoup moindre, à l'onde d'induction tournante b^ de fuites
statoriques. Des équations similaires à [1.11] et [1.12] peuvent être écrites au niveau du
rotor en adaptant les indices. Les remarques formulées pour le stator restent valables pour
le rotor.
II.l) Équation statorique de la machine à rotor ouvert
II.1.1) F.m.m. et onde d'induction engendrées par le stator
Le fonctionnement d'une machine non chargée (à vide) diffère de celui à rotor
ouvert puisque le courant rotorique, s'il est faible à vide, est inexistant dans le second cas.
Cependant, en supposant qu'à vide le glissement g est voisin de zéro, il est possible de
confondre les deux cas comparativement au fonctionnement en charge proprement dit.
Adoptons comme référence temporelle l'instant qui coïncide avec le passage par un
maximum du courant dans la phase 1 du stator. Dans ces conditions, les courants
statoriques s'expriment par :
i— lu
iqo = Io V2 cos[û)t - ( q - l ) y ] (q=l,2 ou 3) [1.13]
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Le fondamental de l'onde de la f.m.m. engendrée par la phase q qui apparaît le long de
4 n! ., 2n.l'entrefer développé s'écrit : e*0 = i ' cos [a s -(q-1)—].
n 2
Pour avoir la répartition du fondamental de la f.m.m. engendrée par les trois phases
le long de l'entrefer, il suffit de sommer les effets des trois phases : £s0 = 2j£sq0. Cela
q=l
conduit à :
£*=— n;; IQ V2 cos((ût-ocs)
71
[1.14]
L'induction radiale d'entrefer b^ s'obtient en effectuant le produit de la f.m.m. qui apparaît
le long de l'entrefer développé, par la permeance d'entrefer par unité de surface Pe = (i0 /e






II.1.2) Flux de fuites
Un point important réside dans la façon de
prendre en compte les fuites magnétiques au niveau
des armatures, fuites qui correspondent à divers
Figure 1.7 Représentation des




phénomènes complexes. Nos développements porteront sur les fuites statoriques sachant
que des phénomènes similaires apparaissent au niveau du rotor.
• La méthode la plus simple et la plus pédagogique pour aborder ce problème, consiste à
admettre que les ampères-tours créés par l'armature statonque génèrent un flux 0S qui peut
emprunter deux trajets (figure 1.7). Le premier, qui donne naissance aux effets utiles ou
principaux (|)sp (utilisation de l'indice inférieur "p"), conduit à l'armature rotorique en
entourant les conducteurs qui y sont logés. Le second, qui correspond aux fuites ty*
(utilisation de l'indice inférieur "f'), se referme au voisinage de l'armature alimentée. Cette
approche [12], [13], permet de découpler simplement les phénomènes.
• La seconde technique repose sur la loi de Lentz [14]. Lorsque les conducteurs de
l'armature statorique sont parcourus par un courant i, ils génèrent un flux qui entoure les
conducteurs en circuit ouvert de l'armature rotorique (figure 1.8a), y induisant des f.e.m..
Lorsque ces conducteurs forment un circuit fermé, ces f.e.m. vont être à l'origine de la
circulation de courants qui vont s'opposer à la cause qui leur donne naissance, réduisant de
ce fait la composante de flux initiale qui les entourait, forçant ce dernier à emprunter
partiellement un autre trajet (figure 1.8b). Cette réduction des effets utiles conduit à la
définition des fuites magnétiques. Lorsque les conducteurs de l'armature rotorique forment
un circuit fermé, il est nécessaire de faire parcourir les conducteurs de l'armature statorique
par un courant i' supérieur à i pour obtenir les même effets utiles qu'à « vide ». Pour
traduire ce phénomène on introduit le coefficient d'Hopkinson v supérieur à l'unité tel que
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Figure 1.8 (a) Répartition des flux
lorsque le circuit rotorique est ouvert i'= vi . C'est cette méthode qui est utilisée lors
Figure 1.8 (b) Répartition des flux lorsque le
circuit rotorique est fermé
du dimensionnement des machines [15], [16].
• Bien que la seconde méthode soit plus rigoureuse elle ne conduit pas, relativement à la
première procédure, à des écarts trop importants. Nous nous bornerons donc, en ce qui
concerne nos développements que nous souhaitons simplifier au maximum, à mettre en
œuvre la première technique. Comme les fuites sont relativement faibles, il est encore
possible d'écrire que l'onde d'induction de fuite b^ est liée à l'onde d'induction principale
bp par la relation : bs{ = Xsbsp, avec Xs petit devant l'unité. Dans ces conditions, on en
déduit que l'onde d'induction bs dans le fer statorique est donnée par :
b s - ( l + Às)b; [1.17]
Concernant l'armature rotorique, il vient : br =(1 + Àr)bp (Àr étant également petit de
l'unité).
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Précisons que P.L. Alger [14] définit 8 types de flux de fuites et certaines de ces
composantes ne se satisfont pas d'une simple règle de proportionnalité comme cela vient
d'être précisé. Cependant, nous poursuivrons notre étude en considérant valables, d'une
manière générale, les relations proposées. Les difficultés d'interprétation des phénomènes
liés aux fuites magnétiques sont reportées au niveau de la définition des coefficients Às et
Àr.
IL 1.3) Flux embrassés
Compte tenu de la procédure retenue pour prendre en compte les fuites, on en déduit
que:
Avec b* défini par [1.15] et [1.16].
Pour déterminer la composante de flux Vq(s)0 embrassée par la phase q du stator, il
convient de considérer l'onde d'induction à la périphérie interne du stator, donc, compte
tenu de [1.17], la quantité bs0 = (1 + Xs )bsp0. On obtient alors :
7i/2+(q-l)2n/3 / s
-7i/2+(q-l)27t/3
expression qui conduit à :
¥sq(s)0 = (1 + ^ )Vp(s)ocos[ cot - (q - 1)2TC/3] [1.19]
avec, compte tenu de l'expression de bp0 donnée également par [1.16] :
iîrs — ___£_2_n s RT TS n o m
n e
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En posant : \|/qf(s)0 = AT Vqp(s)0 > la relation qui donne \ j / q ( s ) 0 peut s'écrire :
II est par conséquent admis implicitement que l'onde d'induction de fuite évolue en phase
avec l'onde d'induction tournante d'entrefer générée par le stator.
Remarque :. L'indice inférieur (s) est, a priori, inutile puisque seule l'armature statorique est
alimentée et génère des effets. L'introduction de cet indice ne se justifie que par le souci
d'homogénéiser l'écriture de ces variables à vide et en charge.
II. 1.4) Equation de tension statorique
L'équation de tension statorique [1.11], en distinguant les deux composantes de flux
embrassé, s'écrit :
Le choix de l'origine temporelle (courant i' max), impose d'exprimer vq par :
^ ( l ) ); ^ y [1.22]
avec (Po déphasage de iq0 par rapport à vq .




• En ce qui concerne la quantité VqP(s)0, n o u s lui associerons, compte tenu de nos
conventions (convention M), une f.e.m. eq(s)0 = —yqp(s)o • L'équation [1.19] conduit à :
[1.24]
n e
' e " - " - ^ O [1.25]
De par la définition même des grandeurs qui viennent d'être introduites, il apparaît que
—iq0 et eq(s)o s o n t e n Pna s e- Au niveau de ces deux termes, on note la présence de ladt
quantité (q-l)27i/3 précisant que ces grandeurs forment toutes des systèmes triphasés. En
faisant abstraction du repérage des phases et en remarquant que tous les termes sont de
pulsation co, il est possible de passer à l'écriture complexe. On obtient :
Vs = rs Is + i 1(Ù Is + Es n 261
Cette équation conduit au schéma équivalent de la figure (1.9 a) et à la représentation




















Figure 1.9 (a) Schéma équivalent
monophasé ramené au stator
Figure 1.9 (b) Représentation complexe
associée à l'équation 1.26
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Si rslo et XSIQ sont petits devants E(S)0, alors q>s0 est voisin de ni2. On note
d'autre part, si les chutes de tension dans rset Xssont négligées, que Vs et E(S)0 sont en
phase, ce qui vérifie bien la loi de Lentz : apparition de f.e.m. dans les bobinages qui ont
pour rôle de s'opposer à la cause qui leur donne naissance, à savoir les courants dont la
valeur efficace est liée à la quantité Vs -E(S)0 /z s avec zs=-y/(rs2 + xs2).
Concernant E(S)0, il est également possible d'écrire:
Es(s)0=JLs(û H [1.27]
Par identification, [1.25] conduit à :
^ f [1.28]
Ls correspond à l'inductance cyclique principale du stator (définie en prenant en compte
simultanément les effets des trois phases). Is représente l'inductance cyclique de fuite. La
quantité Ls + ï est encore définie comme inductance cyclique propre. On a également :
L /=L S -M S [1.29]
où Ls représente l'inductance principale d'une phase statorique et Ms la mutuelle
inductance entre phases du stator, quantités qui sont définies [13] par :
et: M s= - L s / 2
71 e
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II.2) f.e.m. engendrées au rotor ouvert
L'onde d'induction tournante générée par le stator qui se retrouve dans l'entrefer,
i e
donc la quantité ° déduite de [1.18], va également engendrer des f.e.m. au rotor.
Supposons le rotor en circuit ouvert et en rotation à la vitesse co'=(l-g) ^  par rapport au
stator. Effectuons les calculs dans le référentiel fixe lié au stator en supposant qu'à t=0 les
axes des phases 1 du stator et du rotor sont décalés de °. A t^ 0, les conducteurs de la
phase q ro torique seront décalés de l'axe de référence statorique de :
0 = e0+(l - sM+(q - I)2ÏC/3 ± 7t/2 L e s i g n e + e s t r e l a t i f a u c o n d u c t e u r r e p é r é a v e c





V;p(s)o = Vp(s)o c os(gwt-e o - (q- l )— ), avec: ij/p(s)0 = 2<RLbsp0
j
d
En définissant la f.e.m. engendrée au rotor par eTq(s)0=—¥qp(S)0 e t e n remplaçant bp0 par
son expression, il vient :
eq(s)o=E[s)O V2cos(g(ût-e0 + f - ( q -D y ) [1-30]
[1.31]
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On en déduit que
Jooo ne [1.32]
Si l'on compare e*(s)0 donné par [1.24] et eTq(s)0 donné par [1.30], on note une différence de
fréquence sur les termes ainsi qu'une différence de phase liée à 0O. Comme, d'une part, 0O
est une quantité continûment variable et que, d'autre part, il y a isolation galvanique entre
ces deux enroulements, il est possible
d'attribuer à 0o la valeur nulle. Il en résulte que
pour g=l, e*(s)0 et eTq(s)0 sont en phase. D'où le
schéma équivalent de la figure 1.10 où les
fréquences sont f pour les grandeurs statoriques
et gf pour le rotor.
q ( s ) 0
Figure 1.10 Schéma équivalent de la
machine asynchrone au niveau des f.em. et
lorsque le rotor est ouvert
II.3) Effets engendrés par le rotor en court-circuit
Si l'on ferme le rotor sur lui-même, les f.e.m. induites eq(s)0 vont provoquer la
circulation de courants rotoriques. Pour un glissement non nul (g^0), cette machine,
compte tenu du principe même de son fonctionnement, va fournir un couple de sorte
qu'indirectement les courants à considérer au stator ne sont plus iq0 mais i*. Il en résulte
que la composante d'induction générée par le stator qui se retrouve dans l'entrefer, en
supposant i, max à t=0, s'exprime par des relations similaires à [1.15] et [1.16] en
supprimant l'indice 0 :
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bp = bspcos(œt-as) [1.33]
bp=-^n;isV2 [1.34]
n e
C'est donc bp qui sera à l'origine des f.e.m. rotoriques en charge :
e; ( s )=E[ s )V2cos[gCût-0 o+|-(q- l )y] [1.35]
( s ) X [1.36]
Ces f.e.m. vont induire au rotor un système triphasé de courants sinusoïdaux de pulsation
gco. La f.e.m. dans la phase 1 du rotor sera positive et maximale lorsque le point A sur la
courbe de bp donnée à la figure 1.11 sera face au premier coté (repéré 1) de la bobine
rotorique. Cela correspond, si l'on suppose le conducteur rotorique fixe et bsp évoluant à la
vitesse gco, à un déplacement de cette onde de Q0-n/2 qui sera effectué en un temps
t=[60 -7i/2]/g(0. En remplaçant t par la valeur qui vient d'être définie dans [1.35], on
retrouve bien e[(s) maximum.
Cette f.e.m. dans la phase 1 du rotor va engendrer un courant qui ne sera limité que par la
résistance et la reactance de fuites rotoriques, quantités notées rret gx r avec xr = rco. Par
conséquent, en convention G, ce courant sera déphasé en arrière par rapport à e[(s) de (pr
tel que tgcpr = gxr / r r . En convention M, ce courant sera déphasé en avant de 7i-(pr par
rapport à e[(s).
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• Supposons g faible donc g xr négligeable devant rr. Dans ces conditions, le courant i[ est
en opposition de phase avec e[(s) de sorte que ef(s) maximum implique i[ = -if maximum.
Il en résulte que l'onde d'induction tournante bT générée par le rotor sera maximale dans
l'axe de la phase 1 du rotor à t=[90 -7 i /2 + 7i]/gco, soit à t = [90 +rc/2]/gco, donc lorsque
le point A est face à 1'. Cela signifie indirectement qu'à t=0, l'onde d'induction tournante
générée par le rotor est distante de - ( 0O+TC /2 ) de l'axe de la phase 1 du rotor comme
indiqué à la figure 1.11 ou sur le diagramme bipolaire de la figure 1.12. Le maximum de
cette onde rotorique se trouve distant de l'axe de la phase statorique de 90 - ( 9 0 +n/2),
quantité égale h -n/2 (Z, = -n/2).
• Si l'on considère le caractère inductif de l'impédance rotorique, il apparaît, lorsque e[(s)
est maximum, qu'il faut attendre encore un peu pour que i]r = - i [ maximum. Par
conséquent, l'onde d'induction générée par le rotor sera maximale lorsque le point A sera
situé un peu au-delà du conducteur rotorique 1' soit à t= [90 +7i/2 + (pr]/g(0. Il en résulte
qu'à t=0, la composante d'induction rotorique est décalée de £,=-(n/ 2 + (pT) par rapport à
celle du stator comme indiqué figure 1.12.
Ces considérations physiques peuvent aisément se retrouver mathématiquement. En effet,
compte tenu de l'expression de e^(s) donnée par [1.35], il vient :
œ t - 9 0 + ^ - ( q - l ) ^ + Ti:-(pr] [1.37]
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à t = O
/
'M \
à t = Oavecgxr =0
à t = 0avecgx r
Figure 1.12 Répartition spatiale des
ondes d'inuction statorique et rotorique
Figure 1.11 Evolution spatiale des ondes d'induction
Dans le référentiel lié au rotor, la f.m.m. engendrée par la phase q du rotor (point d'entrefer
repéré par la variable a r ), s'écrit :
q=l,2 ou 3.
Comme er = 2^£q , par analogie avec [1.14] compte tenu de l'expression de i^, on en
q=l
déduit que :




Comme a s = ocr +0O +(l-g)cot, dans le référentiel fixe lié au stator, l'expression de l'onde
de f.m.m. tournante engendrée par le rotor s'écrit :
e'r = -n;rV2cos[œt-a s-(p r+— ]
n 2
[1.39]
L'onde d'induction tournante générée par le rotor qui se retrouve dans l'entrefer s'exprime
par :
- a s ~(pr+37t/2] [1.40]
n e
[1.41]
A t = 0, si l'on considère bsp donné par [1.33], on a bien
deux ondes d'induction décalées spatialement comme
précisé à la figure 1.12, à savoir : £, = cpr = (pr.
q ( s )
Notre raisonnement suppose que stator et rotor créent, en f gf
Figure 1.13 Schéma équivalent de la
ce qui concerne les f.m.m. liées au sens des courants i,s et machine asynchrone au niveau de f.e.m
et lorsque le rotor est en court-circuit
x\ adoptés à la figure 1.11, le même effet. Par conséquent, le sens de circulation de i^  doit
être celui indiqué sur la figure 1.13, ce qui correspond bien à une fonction récepteur de
l'enroulement rotorique.
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II.4) Schéma monophasé équivalent
II.4.1) Bilan des effets
II apparaît donc dans l'entrefer 2 ondes d'induction tournantes. La première générée
par le stator, la seconde par le rotor. L'onde d'induction d'entrefer, définie dans le
référentiel statorique, est par conséquent donnée par :
= bsp+b'p [1.42]
Compte tenu des remarques initiales (paragraphe 1), si on néglige les chutes de tension
ohmiques et inductives, on doit vérifier l'égalité :
t> = t ^ = t>p0 = b^
D'où les diagrammes à vide et en charge à t = 0 présentés à la figure 1.14 où il apparaît,
dans un référentiel fixe lié au stator, que bs et b'r conservent, à g donné, une amplitude et








A vide En charge
Figure 1.14 Diagramme vectoriel des ondes
d'inductions à vide
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Ces deux vecteurs évoluent tous deux à la vitesse angulaire œ de sorte que ces
particularités (amplitude et position relative fixes) concernent également b e .
Remarque : L'écart angulaire entre b^ et be vient de ce qu'à t = 0 on suppose is0 et is
max, alors que ces courants sont déphasés.
II.4.2) Flux embrassés
Pour déterminer \(/s et \|/r, il convient d'intégrer les quantités :
• be + b* au stator, avec b* = b* cos(œt - ots ) et b* =À s -^ -n*I sV2 ,
n e
• be+b'[ au rotor, avec b^ = b fcos (co t - a s - ( - + cpr)) et b; =À r - ^ n ^ I rV2
2 ne
II apparaît donc, considérant \|/* ou \\f'q, que ces quantités résulteront de l'intégration de 3
termes :
- le flux embrassé lié aux fuites au niveau de l'armature considérée,
- le flux embrassé lié à la composante principale de l'induction générée par l'armature elle-
même,
(ces deux premiers termes évoluent en phase)






e J(b'p+bp + b'fr )RLdas
=
 v;p(s) + < p ( r ) + rqHs) y ; = < p ( r ) + v;p(s) + v; f ( r )
On déduit successivement que :
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¥U=2b;n;RLcos[wt-(q-l)-] ;
Vqp(r) = 2brp<RLcos[Cût - (q - 1 ) — - ((pr + - )
2b>:RLcos[ga)t-eo-(q-l)y-(cpr+|)] ;y-(cpr
2%
^ cos(gcot - 60 - (q - l ) y )
II.4.3) Equations de fonctionnement
La détermination du schéma monophasé équivalent est réalisée en associant aux différents
flux qui viennent d'être définis la notion d'inductance conformément à la relation générale
\|/ = Li. En remplaçant dans ces relations les inductions-crêtes par leurs expressions, il est
possible d'écrire :
V ; p ( s )=LTV2co s [ û ) t - ( q - l ) ^ ]
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I— lit
(r) =M IrV2cos[û)t-(q-l) —
3
=M




M = ^ n * n <
n e
(on retrouve pour Ls l'expression donnée par [1.28])
Dans ces conditions, si l'on fait abstraction du repérage des phases, comme
is = IsV2cos(cot),
les équations de tension, dont les formes générales sont :
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v s= rV+ - L - v r=ri r+——
dt dt
deviennent :
vs =rsIsV2cos(ot+ ïœrV2cos(œt + - ) + LswIsV2cos(û)t + - )
2 2
M 0)IrV2cos(cot-((pr + - ) + —)
r' =0 = rrIrV2cos(gcot-90-((pr +-) )+ ïga)IrV2cos(gcût-90-((pr + - ) + - )
4-1 J* Zj
+Lrg(orV2cos(gcot-90 -((pr + - ) + - ) + M ga)rV2cos(gcot-0o +—)
Au niveau de l'équation statorique, tous les termes sont de pulsation co, cette pulsation
devient gco pour les termes qui interviennent dans l'équation de tension rotorique.
Associons à :
Is V2 cos cot, la quantité complexe Is : Is = Is
IrV2 cos(g(ût - 0 0 -(<pr + - ) ) , la quantité complexeIr :I r = I r eJ(gwt-eo-((pr+7i/2))^
IsV2cos(gcût-e ), la quantité complexe I" : I's = Is
Y V2 cos (cot -((pr + - ) ) , la quantité complexe Ior : Ior = V
 eK^-((?r+n/2))
2
I's n'est autre que Is défini dans le référentiel rotorique, donc à la pulsation gco.
Ior correspond à Ir défini dans le référentiel statorique, par conséquent à la pulsation co.
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On voit donc apparaître une règle simple qui permet d'exprimer une variable relative à une
armature dans le référentiel lié à l'autre armature :
- pour définir une variable statorique dans le référentiel lié au rotor, il suffit de retrancher
à la phase la quantité 9 = 90 + co't,
- inversement, pour exprimer une variable rotorique dans le référentiel lié au stator il
suffit d'ajouter à la phase la quantité 9.
Cette procédure, qui repose sur une analyse des résultats, se justifie assez simplement
lorsqu'on a recours à la transformation à un axe qui utilise les vecteurs espace ou
complexes [18], /79/.Nous aurons recours à cette transformation dans le 3ème chapitre de ce
mémoire.
Dans ces conditions, le système d'équations, qui régit le fonctionnement de la machine,
s'écrit :
Vs = r s l s + j ïœ f + jLscoIs + jM color [I.43a]
Vr = 9 = r rI r + jïgcol/ + jLrgcoIr + jM gcol's [I.43b]
Notons que ce système d'équations peut encore s'exprimer en fonction des f.e.m.. Soient
ESR et ErR les f.e.m. résultantes qui apparaissent dans les phases induites par les effets
combinés des ondes d'induction principales générées par le stator et le rotor :
i s R = i ; ) + E ; r ) [1.44]
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I r R=E[ r )+E; s ) [1.45]
avec :
E;S) = jLso)is, i ; r ) = JM coior i [ r ) = jL/gcoir E;,, = JM gco_r
il vient :
V s=r s I s+j Ï0 ) I s+E s R [I.46a]
Vr =0 = r r I r+jïg(oI r+ER [I.46b]
II est aisé de vérifier que les valeurs efficaces des f.e.m. résultantes, pour g=l et attribuant à
60 la valeur 0 dans [1.30] et [1.31], satisfont [1.32].
II.4.4) Schéma équivalent
Le système [1.43] fait intervenir deux équations, définies chacune d'elles dans son
propre référentiel. Pour les exploiter, il convient de les exprimer dans un seul et unique
référentiel. En considérant le référentiel statonque, la procédure de changement de variable
évoquée et en divisant par g (avec g*0) les deux membres de l'équation rotorique, conduit à
Vs = r T + jïcols +jLsO)Is +jM colf [I.47a]
r'0 = — F r + jïû)Ior + jLrcoIor + jM cols [I.47b]
g
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Les développements que nous allons mettre en œuvre, s'apparentent à ceux utilisés
pour le transformateur avec les particularités que le secondaire est en court-circuit et que
toutes les grandeurs sont ramenées au primaire (stator). Comme les variables électriques
sont toutes de même pulsation, il est possible de faire abstraction de la rotation fonction du
temps (représentation de Fresnel).
Ior est le courant rotorique qui circule dans un enroulement de n^  spires. Pour pouvoir
ramener ce courant au stator, il convient de définir son homologue I'r, courant qui circule
dans un enroulement de n* spires en produisant les mêmes effets magnétiques. Il se déduit
de l'équivalence des AT : n*I'r = n^Ior, soit I'r = Ior /m avec m =n*/n^. Ce coefficient m,
qui représente un coefficient d'équivalence, permet d'associer à [1.44] une relation sur les
courants :
Cette relation définit un courant fictif statorique 1^  qui produirait les mêmes effets
magnétiques que ceux cumulés par Is et I'r (ou Ir circulant au rotor).
(Pour la relation [1.45] nous aurions : 1^  = Ir + J's, avec : Vs = mls )
Les impédances qui caractérisent cet enroulement équivalent sont d'ordinaire notées r'ret
x'
ravec r'r = mV et x'r = m2x r . x'r est encore défini par : x'r = l'rco.
Comme M = Ls /m, où M - L/m, il vient : Lr = Ls /m 2 . Traditionnellement, on note L^ la
quantité Ls. Le système [1.47], en prenant en compte les égalités précédentes sur les
courants et les impédances, s'écrit alors :
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Vs = r T + jïcoF + jLHcûIs + j ^ - m l ' r
m
g m m m m
Ces équations, en introduisant la quantité I , définie comme courant magnétisant et
telle que :
h=v+r
(ce courant n'est autre que ISR ) s'écrivent :
[1.48]
Vs=rsIs+jïCùr+jL. icoL




(au niveau de l'équation rotorique nous avons multiplié les deux membres par m)
Elles conduisent au schéma équivalent de la figure 1.15, avec XS=ISGÙ, x'r = rrcù, et
Remarques : II est aisé de vérifier en
considérant les différentes
expressions, que la différence de
potentiel qui apparaît aux bornes de
XM, s'identifie avec E^ (cette
n_rs
Vs 0
Figure 1.15 Schéma monophosé équivalent
ramené au stator (rotor en court-circuit)
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propriété est évidente si l'on considère les équations de tension statoriques des systèmes
[1.46] et [1.49]).
Le changement de notation qui conduit à définir par L^ la quantité Ls se justifie simplement
puisque, avec ce schéma équivalent, cette inductance n'est pas parcourue par le courant Is
mais par le courant 1^, d'où une adaptation des notations pour caractériser cet élément
passif.
II.4.5) Autre présentation du schéma équivalent
Cette autre présentation repose sur l'inversion du sens de courant I'r sur le schéma de la
figure 1.15 et en définissant ce courant par : I'r = - I o r /m . Il n'y a pas changement de
convention puisqu'il y a double inversion. Dans ce cas, I s'exprime par :
h=r-r
[1.49] s'écrit :
Vs = r T + j ïœl s + jL^coI^ [1.5 la]
Cela conduit au schéma de la figure 1.16a. Cette configuration est généralement
adoptée dans la littérature en prenant compte les pertes fer statoriques par le biais d'une
résistance R^ connectée en parallèle sur X^. Précisons que ce schéma est indépendant du
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nombre de paires de pôles p de la machine, seule la vitesse synchrone Q,s en est fonction
Qs=co/p.
Figure 1.16 (a) Schéma monophasé
équivalent ramené au stator prenant en
compte l'inversion de courant
Figure 1.16 (b) Schéma monophasé
équivalent ramené au stator avec
décomposition de la puissance mécanique
et des pertes joules rotoriques
Le fait de ne considérer qu'un seul élément actif r ' r /g pour traduire la
consommation de puissance active au rotor peut prêter à confusion. En effet, la puissance
perdue par effet Joule au rotor s'exprime par pj = 3 rT 2 . Comme rr =r"7m 2 et que
Ir = -ml ' r , il vient : p] = 3r'r I'r2. La puissance active Pr consommée au rotor est donnée
par Pr =3 r "T r 2 / g . La différence entre Pr et p] donne la puissance mécanique Pm que
fournit la machine. Elle s'identifie à : Pm = 3(1 - g)r'r I'r2 /g . Pour prendre en compte cette
particularité, on utilise parfois le schéma de la figure 1.16b où la puissance mécanique est
symbolisée par la puissance active consommée dans la résistance (1 - g)r'r / g .
11,5) Diagramme de fonctionnement à Vs et f données
On se propose d'analyser comment évolue T à Vs et f données, lorsque g varie. L'étude
est réalisée dans un repère orthonorme avec, en abscisses, les composantes réactives des
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courants et en ordonnées les composantes actives. Les développements porteront sur le
schéma de la figure 1.17 déduit de celui de la figure 1.16 où :
l'impédance magnétisante est ramenée à l'entrée,
- les pertes fer sont prises en compte par la présence de R ,^
- les quantités xs et x'r sont regroupées sous la quantité Nto.
II.5.1) Définition du lieu
Plaçons dans le repère orthonormé les courants I^OA] et I'r \AMj comme indiqué
à la figure 1.18. Dans la mesure où Is = 1^  + I'r (relation [1.50]), OM représente le courant
statorique absorbé pour le point de fonctionnement M.
I'r est déphasé en AR par rapport à Vs d'une quantité (p'r qui correspond à l'argument de la
( r |branche secondaire d'impédance Zr = rs H + jNco. On en déduit donc que :l J
tg(pr = — , sin (pr =
s + ' r V
, i  
gr s+r' r V Zr
Traçons une horizontale passant par A et une perpendiculaire en M à AM. Soit K
leur intersection. L'angle AKM est égal à (p'r de sorte que : sincp" = AM/AK. Puisque
AM = I'r = Vs / Z r , compte tenu de l'expression de sincp'r fonction des impédances, on en
Vs Zr Vs
déduit que : AK = , soit AK =Z r Nco Nco
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Le triangle AMK est rectangle en M, il est donc inscriptible dans un cercle de diamètre AK.
Lorsqu'à Vs et f données, g varie, (p'r et I'r varient avec AK qui demeure constant. Il en










Figure 1.17 Schéma équivalent ramené au
stator simplifié
I réactif
Figure 1.18 Diagramme du cercle
II.5.2) Construction pratique du lieu
Les essais classiques sur un moteur asynchrone comprennent :
- l'essai à vide,
- l'essai à rotor bloqué.
Is =1
Si on admet qu'à vide g = 0, alors -° -". On peut alors placer le point A.
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Le point de fonctionnement Mcc à rotor bloqué se trouve également sur le cercle comme
indiqué à la figure 1.18.
Le cercle doit passer par A et Mcc et, d'autre part, son centre se trouve sur une horizontale
passant par A. Il suffit donc de prendre la médiatrice de AMCC, le centre du cercle
s'identifiera avec le point d'intersection de cette médiatrice et de l'horizontale passant par
A.
11.5.3) Echelles
Supposons que l'on ait défini une échelle pour les composantes actives et réactives
des courants. Soient xA actifs et xA réactifs correspondant à une unité de longueur.
Comme P = 3VSP coscps = 3VsIsactifs, on en déduit qu'à l'unité de longueur correspond
3VsxWatt sur l'axe des ordonnées ou 3VsxVAR sur l'axe des abscisses.
Dans la mesure où le couple électromagnétique Fe s'exprime en fonction de la puissance
active Pr transmise au rotor par Fe = P r / Q s , on en déduit qu'à l'unité de longueur sur
l'axe des ordonnées correspond un couple de 3V sx/Q s Nm.
11.5.4) Bilan des puissances
Le diagramme de la figure 1.19 présente ce bilan des puissances lors d'un
fonctionnement en moteur de la machine. De façon classique, on néglige les pertes fer
rotoriques pTf puisque la fréquence des signaux induits au rotor vaut gf et que, dans la zone
normale de fonctionnement de la machine, g est faible.
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• Considérons le point de fonctionnement M. La distance mM représente la puissance
active Ps consommée par la machine. Comme mm' s'identifie avec la composante active
de 1^, à l'échelle des puissances actives, mm' représente les pertes fer statoriques ps{. Par
conséquent :
m'M = p^+p ;+Pm
avec : Pj : les pertes Joule statoriques,
pj : les pertes Joule rotoriques,
Pm : la puissance mécanique.
Cette quantité Pm conduit à la puissance mécanique utile sur l'arbre Pu après avoir déduit
les pertes propres au système essentiellement liées aux pertes mécaniques pm (en toute
rigueur il faut considérer la quantité pm + pfT ).
Compte tenu du schéma équivalent utilisé, les pertes joules ne sont fonction que de
I'r donné par AM.
m
Figure 1.19 Bilan de puissance
• Considérons le point de fonctionnement à rotor calé Mcc. La puissance active fournie à la
machine est représentée par mccMcc. Comme la tension Vs est constante, m m' donne
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toujours les pertes fer statoriques (mccm'Cc==mm'). Dans la mesure où Q = 0, Pm = 0 on en
déduit donc que :
m
' cc M c c = Pjcc + Pj'cc
Ces pertes joules sont liées au courant 1^ défini par AMCC.
• Supposons connues les quantités rset r'r, il est alors possible de scinder les pertes joules
lors de l'essai à rotor calé. Soient m'cc Jcc les pertes joules statoriques et JCCMCC celles
relatives au rotor.
Il est également possible de procéder à cette distinction des pertes joules pour le point de
fonctionnement M. Cela nécessite cependant d'effectuer des calculs spécifiques pour
chaque valeur de g. Comme le diagramme a pour objectif de pouvoir procéder, sans
effectuer de calcul intermédiaire, au bilan des puissances, il est nécessaire de définir une
procédure graphique conduisant à la détermination de p* et pj quelle que soit la valeur
prise par g. Comme les pertes joules sont nulles en A, il paraît naturel d'admettre, si l'on
joint A à Jcc et A à Mcc, que pour le point de fonctionnement M on ait : p] = m'J, pj = JB.
Si cette propriété est vraie, tgoc et tgô doivent être indépendants des valeurs prises par les
courants et donc de la position du point de fonctionnement sur le cercle.




 +p] =3(rs +r'r)l'r2 et que I'r = AKcosf - - ( p ' r 1 il vient :
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L'équivalent de l'ensemble des pertes joules en courant est encore donné par m'B (défini
en W avec l'échelle : unité de longueur=3VsxW) divisé par 3VS. Il vient :




Comme tgô = —— et que Am = I'r cos (pir , on en déduit que
Am ^ 2 )
„ r s+ r ' r r rAKcos(7 i /2 - (p ' r )
tgO = 7—^ V ^
Vs r rcos(7 ï /2- (p ' r )
rs +r ' r Vs rs +r ' r
soit tgô = -— AK. Comme AK = , on obtient : tgô =
V s Nco Nco
On montrerait de même que tga - r
s
Na)
Les quantités tgô et tga sont indépendants des courants, il en est donc de même des
angles ô et a .
Les pertes joules, pour un point de fonctionnement quelconque, sont donc données par m'J
pour Pj et JB pour p j .
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11.5.5) Point à glissement infini
Soit M»» ce point défini par l'intersection du prolongement de la droite AJCC et du
cercle. Les développements jusqu'à présent réalisés montrent que m^m'^ = p^ et
m
'~ M^ = p ^ . La puissance active absorbée par la machine compense donc uniquement
les pertes fer et joules statoriques. Ceci ne peut se vérifier que si r'r /g est nul soit pour g
infini, d'où le qualificatif utilisé pour caractériser ce point théorique. En fait
Pm =3( l -g ) r "T r 2 / g prend la valeur Pm =-3r ' rF r 2 , lorsque g tend vers l'infini. Cette
quantité, qui correspond, compte tenu du signe moins à une puissance mécanique reçue par
la machine, compense les pertes Joule rotoriques : p] = 3r'r I'r2.
11.5.6) Point de fonctionnement au synchronisme
Nous avons admis qu'à vide g = 0. En pratique ce n'est pas exact, car le moteur doit
absorber une puissance pour vaincre ses propres pertes mécaniques pm .
Pour positionner avec précision le point A, il conviendrait donc d'effectuer un essai au
synchronisme, qui n'est pas toujours facilement réalisable puisqu'il faut entraîner la
machine.
Il est cependant possible, par un essai à vide sous tension variable [7], de déterminer pm ,
quantité que nous supposerons par la suite connue.
Soit Mo le point de fonctionnement relatif au fonctionnement à vide (cf. figure 1.20). En
convenant d'utiliser l'indice 0 par caractériser les variables à vide il vient :
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Comme g est très proche de 0, TT0 est très faible de sorte que p .0 et Pj0 sont négligeables. Il





Dans ces conditions m0A donne uniquement les
pertes fer statoriques, OMo correspond à Is0 et 0A à
0 m o I réactif
Figure 1.20 Positionnement du point de
fonctionnement à vide
En toute rigueur, M o et A qui sont sur la même verticale, ne peuvent être tous deux sur le
cercle. En fait, Mo et A sont très proches et la précision graphique ne permet pas de
distinguer cette anomalie qui en fait n'en est pas une, puisque la consommation de réactif
est plus importante en M o qu'en A (variations de la quantité 3NcoP2 négligées).
II.5.7) Echelle de glissement
JB sur la figure 1.18, représente les pertes
joules rotoriques p j , JM donne la
Figure 1.21 Première méthode pour la prise
en compte de l'échelle des glissements
I réactif
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puissance P r transmise au rotor. Comme pj = gP r , on en déduit que g = JB/JM.
Cette procédure n'est pas très précise notamment pour les faibles glissements.
Pour définir la technique utilisée, considérons le schéma équivalent de la figure 1.17 en
négligeant les pertes joules statoriques. Dans ces conditions le point MM, sur le diagramme
de la figure 1.18, est confondu avec K. Le diagramme correspondant est donné à la figure
gN(û Nû) tg(p'




La position de la verticale ay n'a aucune incidence sur ce résultat.
Pour g = 1, (3 est en y. Pour g = 0, (3 est en a. ay correspond donc à une plage de variation
de g de 1. Il est alors aisé de déterminer le glissement relatif au point M : g = —a(3 .
ay
En remarquant que la verticale correspond à la tangente au cercle au point MTC, il est
possible de montrer [7], si l'on tient compte de la résistance statorique, que la procédure
qui permet de définir l'échelle de glissement donnée à la figure 1.22 est la suivante.
On trace les droites MMA et MeoMcc. On
prend ensuite la tangente au cercle en Moo
et on la déplace vers la gauche. Soient y et
a les intersections de cette parallèle à la
Figure 1.22 2ème méthode pour la prise en
compte échelle des glissements I réactif
51
tangente, avec respectivement M.M^ et M^A.
Sachant que ocy est équivalent à une plage de variations de g de 1, l'intersection {3 de M^M
avec la parallèle à cette tangente donne le glissement relatif au point de fonctionnement M :
g =—a(3.
ccy
(Plus la parallèle est sur la gauche plus la précision sera meilleure. En fait, en pratique, on
s'arrange pour obtenir ay=10cm, par exemple, de façon à avoir une lecture directe du
glissement (si a(3=0.8 cm, alors g=8 %)).
On note, si le point de fonctionnement M se trouve entre Mcc et Mo» que g est supérieur à 1.
En outre si ce point est très proche de M», g tend vers l'infini.
II.6) Exploitation du diagramme
On définit donc une échelle telle que : unité de longueur=xA actifs, xA réactifs.
On en déduit alors que :
unité de longueur=3VsxW, 3VsxVAR,
unité de longueur=3Vsx/QsNm.
Supposons connus pm , rs et r'r.
On place les points Mcc et Mo . On passe de Mo à A en enlevant, par exemple,
l'équivalent en courant actif des pertes mécaniques: pm /3V s . On définit ensuite, en
prenant la médiatrice de AMCC, le centre du cercle que l'on peut alors tracer (figure 1.23a).
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On effectue ensuite, pour le point Mcc, la distinction entre Pjccet pjcc , ce qui permet de
placer le point MM. Cela conduit à définir ensuite une échelle de glissement comme
indiqué à la figure 1.22.
Remarque : Les pertes mécaniques sont données par AM0 au synchronisme . Elles
dépendent de la vitesse de rotation du rotor et sont nulles en Mcc . Il est possible de
déterminer les pertes mécaniques pour un point de fonctionnement quelconque. Il suffit de
joindre Mo à Mcc, les pertes mécaniques en M, (figure 1.23a) sont supposées être égales à
B,C,. Dans ce cas il n'y a pas de justification théorique pour créditer cette procédure. Ce
n'est qu'un simple artifice qui perd de sa raison d'être pour des fonctionnements différents
de ceux en moteur (0<g<l) comme nous le préciserons par la suite.
Droites des couples et des puissances utiles :. C'est à partir de Ji que l'on détermine le
couple électromagnétique proportionnel à JiMi. La droite AM« est appelée droite des
couples.
La puissance utile est proportionnelle à QMi, MoMcc est appelée droite des puissances
utiles.
Zones de fonctionnement : On distingue 3 zones de fonctionnement qui, partant de A et en
tournant dans le sens inverse du sens trigonométrique, se définissent sur la figure 1.23a
comme suit :
53
- Pour M compris entre A et Mcc, g est compris entre 0 et 1. On a alors un fonctionnement
en moteur.
- Pour M compris entre Mccet M . , g est plus grand que 1. C'est le fonctionnement à
contre courant qui nécessite que l'on entraîne le rotor en sens inverse du champ tournant
statorique.
- Pour M compris entre M^ et A, g est négatif. Cela correspondant au fonctionnement en
génératrice hypersynchrone où le rotor est entraîné à une vitesse supérieure au
synchronisme.
Soit un point de fonctionnement M (figure 1.18) et m sa projection sur l'axe des abscisses.
Pour compter les puissances actives on part de m et on se dirige vers M en passant dans
l'ordre par m', J, B puis M. Chaque fois que l'on se déplace dans le sens des I actifs, les
puissances sont comptées positivement, elles sont négatives dans de cas contraire.
II.6.1) Point de fonctionnement en moteur (point Mi) 0 < g < 1
On a successivement :
irijin'^p* > 0 , m ' J ^ p ; >0 , J ^ = p] > 0 , BjM^P^, > 0 , n^M, =PS >0
54
Comme J,A, correspond à la puissance Pr transmise au rotor, il en résulte qu'à l'échelle
des couples J1M1 s'identifie au couple électromagnétique Fe .
Ps positif signifie que la machine reçoit de la puissance électrique, Pm positif traduit le fait
que la machine fournit de la puissance mécanique.
Il apparaît une particularité lorsque le point de fonctionnement se trouve entre A et Mo.
Dans ce cas le stator fournit les pertes fer et une partie des pertes mécaniques comme
indiqué à la figure 1.23b où le point de fonctionnement est repéré par Xi. En effet la
puissance mécanique est proportionnelle à B'iXi, elle est inférieure aux pertes mécaniques
qui valent AMo. Le complément en pertes mécaniques est fourni par le système que le
moteur "entraîne". En A toutes les pertes mécaniques sont fournies par le système
"entraîné" qui reçoit dans les deux cas (points de fonctionnement Xi ou A) de la puissance
mécanique (le système entraîné, qui constitue la charge, se comporte alors dans cette zone
comme un élément actif (générateur) fournissant de la puissance active à la machine).
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II.6.2) Point de fonctionnement à contre courant (point M2) g>l
II vient successivement :
2=p] > 0 , J 2B 2= P ; > 0 , B 2M 2=Pm<0 , m2M2 = P s>
La machine reçoit de la puissance électrique et mécanique. Toute cette puissance est
dissipée au rotor.
On note pour M , que la puissance mécanique (négative) compense les pertes Joule
rotoriques. Les pertes mécaniques seraient, pour M^, donc pour Q—>-°°, infinies. Cela
montre bien la limite de la construction pour déterminer pm (droite MoMcc) qui donnerait,
pour le point M2, pm négatif et relativement faible.
II.6.3) Point de fonctionnement en génératrice hypersynchrone (point M3) g<0
Dans ce cas, le bilan des puissances s'écrit :
m 3m' 3 s P ; > 0 , m'3J3=p; > 0 , J3B3 s p ; > 0 , B3M3=Pm <0 , m3M3 = PS <0
La machine reçoit de la puissance mécanique et fournit de la puissance électrique.
Cette machine fonctionne donc en génératrice avec la particularité que la puissance réactive
reste positive.
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En fait le système d'entraînement doit fournir B3M3si les pertes mécaniques sont
négligées. Si on les prend en compte il faut fournir C3M3. Là encore, bien que pm soit
positif, on aboutit à un défaut du modèle car le rotor tournant à une vitesse supérieure au
synchronisme, on devrait trouver pm>MoA.
C'est ce type de fonctionnement en hypersynchrone que l'on se propose d'analyser
par la suite. Si cette machine est connectée au réseau, c'est ce dernier qui fournira la
puissance réactive. Dans le cas de l'îlotage il convient de disposer au stator des
condensateurs de capacité C. La difficulté vient de ce que à Vs et f données, à un point de
fonctionnement donné, correspond une valeur de C. Si le glissement change il conviendrait
de changer la valeur de C. Comme d'ordinaire cette quantité évolue de manière discrète, il




Figure 1.23 Diagramme du cercle complet
(b)
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III) Schéma équivalent de la machine synchrone
On procède à cette étude en considérant un fonctionnement en alternateur
(convention G). En supposant la roue polaire parcourue par un courant continu et entraînée
à la fréquence de rotation f, on détermine tout d'abord les f.e.m. engendrées au stator. On
suppose ensuite le stator fermé sur un récepteur générant une onde d'induction tournante
d'entrefer de réaction magnétique liée à la circulation du système triphasé des courants
statoriques. Les particularités relatives à ce type de machine supposée à pôles lisses et
bipolaire sont :
• l'axe de référence spatiale rotorique (axe dr) coïncide avec l'axe de la roue polaire (rotor),
donc avec l'axe du Nord rotorique,
• on note J le courant continu injecté dans la roue polaire,
• co' est égal à co.
Bien que la machine soit à pôles lisses, certaines représentations mettent en œuvre un rotor
saillant dans le but de mieux localiser physiquement la position des pôles.
III. 1) Fonctionnement à vide
Le courant dans la roue polaire J est imposé par « une source extérieure », par
conséquent l'onde d'induction créée par le rotor, à J donné, est indépendante de l'état de
charge de la machine. Il est donc possible de confondre br et bp0, onde d'induction
tournante à répartition spatiale sinusoïdale générée par le rotor qui se retrouve au stator
comme indiqué à la figure 1.24. Son expression, relativement à dr, est donnée par:
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br = br cosa r . Comme a s = a r + 6, avec : 0 = 0O + cot, cette quantité, relativement à ds,
s exprime par :
)'p = brp cos(œt - a s +0O)




Figure 1.24 Evolution spatiale de
l'induction bj,
La période des signaux induits dans l'une des phases s'identifie au temps mis par la roue
polaire pour effectuer un tour, soit : T=2n/(ù (sec). D'où une fréquence de signaux induits
identique à la fréquence de rotation.
Si les phases statoriques comportent n* spires effectives, la f.e.m. induite es(r) dans la





III.2) Fonctionnement en charge
Supposons le stator fermé sur un récepteur. Les f.e.m. qui y sont engendrées vont
provoquer la circulation d'un système triphasé de courants statoriques d'expression :
90-|-Y-(q-l)y) [1.55]
où y représente le déphasage de i* par rapport à eq(r). Dans ce cas, Y est une grandeur qui
dépend de la charge connectée au stator. C'est donc un paramètre qu'il est possible de
contrôler. Nos conditions d'étude initiales précisent qu'à t=0, i[ = IsV2 . Cela signifie que
0o doit être égal à Y+TC/2.
• Supposons tout d'abord que Y e s t nul. Si à t=0 i, est maximum, alors e[(r) l'est
également. La figure 1.25a montre les positions des inductions tournantes engendrées par le
rotor b'p (axe du nord face au second côté de la bobine conformément à la propriété 2) et le
système triphasé des courants statoriques b* (axe du nord dans l'axe de la phase 1
statorique). Le diagramme bipolaire des vecteurs tournants associé est donné à la figure
1.25b.
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Figure 1.25 (a) Répartition spatiale des
ondes d'induction statorique et rotorique
• Considérons que y correspond à un déphasage
AR. Lorsque e,(r) est maximum, i' ne l'est pas
encore. Lorsque i* est max, e*(r) l'aura été y/(û
avant. On a donc la position relative des deux






Figure 1.25 (b) Diagramme vectoriel des
vecteurs des ondes d'induction
t=0
• Comme l'axe du Nord rotorique coïncide avec dr
et que celui relatif au stator est confondu avec ds, on a effectivement :
Figure 1.26 Diagramme vectoriel initial
e0 = [1.56]
0o n'est pas une quantité aléatoire comme sur une machine asynchrone. Cette variable
reflète en fait l'état de charge de la machine par le biais de y.
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• En supposant Is et J constants, on s'aperçoit que l'onde d'induction tournante résultante
d'entrefer, be =bsp+b'Tp, a une amplitude qui est fonction de y. Cet aspect n'apparaissait
pas au niveau de l'établissement du schéma équivalent du moteur asynchrone. be peut être
très élevé si bsp et b'p sont en phase (y = -n/2), on est dans ce cas en présence d'une
réaction magnétique magnétisante. Pour y = n/2, bp et b'p sont en opposition de phase,
be est faible et la réaction magnétique est qualifiée de démagnétisante.
III.3) Schéma équivalent.
Ce schéma équivalent concerne les grandeurs temporelles relatives au stator. Pour
passer des grandeurs spatiales aux grandeurs temporelles, il suffit d'exprimer les flux
embrassés par une phase puis les f.e.m. correspondantes.
III.3.1) Equations de fonctionnement
Compte tenu des conventions adoptées, il vient :
b;=b spcos(cot-a s) [1.57]
b'p = b pcos(û) t -a s+0 o ) [1.58]
L'analyse effectuée lors de la présentation des conventions de signe, en faisant abstraction
du repérage des phases, conduit à :
63
; ) ^ ) 0 o -^ ) [1.59]




Pour ce qui est des flux embrassés par l'enroulement rotorique, ceux-ci s'identifient
à des constantes puisque les ondes d'induction et la bobine rotorique évoluent à la même
vitesse. Par conséquent, les f.e.m. induites sont nulles (mathématiquement il suffit de
donner à g la valeur nulle dans les relations qui donnent E[s) et E[r) relatives à la machine
asynchrone). C'est pour cette raison que l'équation de tension rotorique n'est pas prise en
compte pour la définition du schéma équivalent sur une machine synchrone. L'onde
d'induction tournante résultante d'entrefer be est à l'origine de la f.e.m. résultante e^ qui
apparaît au niveau des phases statoriques. On a par conséquent, en considérant les
grandeurs complexes, :
s ; ^ [1.63]
avec E(r) et E^ déphasé en AV respectivement de 6o et de ç par rapport à E(S) comme
indiqué à la figure 1.27a. Ces f.e.m. sont définies dans le référentiel statorique. A [1.63] on
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associe une relation relative aux courants. Cependant, un problème se pose dans la mesure
où les courants au stator sont sinusoïdaux alors que J est un courant continu. Pour
contourner cette difficulté on considère un coefficient d'équivalence a tel que aF ampères
dans l'inducteur produisent les mêmes effets magnétiques que Is ampères dans les phases
de l'induit. Le cœfficient a permet donc de ramener le courant statorique à celui du rotor
défini dans le référentiel statorique. La tension ER peut être considérée comme engendrée
par un courant inducteur fictif J°R (défini au stator) qui produirait le même effet que J°, le
courant inducteur réel défini dans le référentiel lié à ds, et le système triphasé de courants is
(représenté par la variable a Is) simultanément. Compte tenu des règles précisées
concernant la définition d'une variable dans un repère qui n'est pas le sien, comme
J = JeJ°, il vient J° = J eJ ( ( D t + eo ) . D'où la relation :
J°R =J° + aI s [1-64]
avec J°R = JRe^ ' . Cela conduit au diagramme de la figure 1.27b où les courants sont





III.3.2) Expression du coefficient d'équivalence des AT
Ce coefficient d'équivalence est défini en considérant les composantes
fondamentales des f.m F i § u r e l 2 1 ^ Diagramme vectoriel des
courants
«M.feéveloppée [1.14] s'exprime par :
: [1.65]
n
• En ce qui concerne la roue polaire (enroulement unique parcouru par le courant J), il vient
4 nr
: er = Jcosa r où n^  représente le nombre de tours effectifs de l'enroulement porté par
la roue polaire (cette quantité résulte du produit du nombre de tours réels par le coefficient
de bobinage relatif au fondamental). On en déduit donc que :
ê r < J [1.66]
'égalité : n*P/2 = nPour définir a, il convient d'utiliser l — n* \/2 =—n^ocF, ce qui donne :
n
 e
a = | 4 ^ 2 [1.67]
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III.3.3) Schémas
La loi d'Ohm en convention M conduit à : vs = rsis + =
dt , avec :
V s - ¥f(S) +¥p(S+r) ' Vf (s) = ^ i ^
e t eR = — ^ i ^ - . En convention G, on inverse le sens des
courants de sorte que la loi d'Ohm s'écrit : v s = - r s i s—— avec toujours




vs + rsis + ï — = esR . On passe donc de la f.e.m. résultante à la tension aux bornes de ladt R
machine en tenant compte des chutes de tension engendrées par la résistance et l'inductance
de fuites d'une phase. En notation complexe, on obtient :
[1.68]
d'où le schéma monophasé équivalent de la figure 1.28.
Figure 1.28 Schéma monophasé équivalent.
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Posons E(S) =-jX"I s (cf. conventions de signe, schémas équivalents), l'équation [1.68],
compte tenu de [1.63], s'écrit :
i ; r ) =V s + r T + j x s I s + j X ; i s [1.69]
X* est la reactance de réaction magnétique.
Introduisons la quantité Xs définie par :
X s=X ;+ x s [1.70]
Xs est qualifiée de reactance synchrone. La relation [1.69] devient :
I( r ) =V s+ r s I s+ jX s I s [1.71]
Les schémas des figures 1.29 et 1.30 sont relatifs respectivement aux relations [1.69] et
[1.71].
Le schéma de la figure 1.30 est classique et conduit au diagramme à reactance synchrone de
la figure 1.31 où nous avons fait apparaître la quantité ESR ainsi que le diagramme des
courants (on a noté (ps le déphasage de Is par rapport à Vs).
Compte tenu des expressions [1.33] et [1.34] qui caractérisent bp , [1.62] conduit à :
E' = - ^ - (DRLnf r [1.72]
n e




En comparant cette expression de Lsr avec celle de Ls donnée par [1.28], on s'aperçoit que :
Ls = Lsr [1.74]
Cette propriété se justifie physiquement assez simplement puisque Ls et Lsr traduisent
toutes deux les effets générés par le stator.
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Xs rs I s
Vs
Figure 1.29 Schéma monophasé équivalent Figure 1.30 Schéma monophasé équivalent
avec la reactance de réaction magnétique avec la reactance synchrone
Comme la machine est supposée non saturée, la f.e.m. E*r), à vitesse œ donnée (relation
[1.61]), est proportionnelle au courant J :
[1.75]
^ II
Comme b ' = — êr avec êr donné par [1.66], il vient :
e
% e * *
II est possible également, de façon similaire, d'exprimer les autres f.e.m.






Comme E*s) = X*P, on en déduit par identification que
X s= k a +
a l
' jx s l s
r s l s
[1.79]
[1.80]
Figure 1.31 Diagramme à reactance synchrone
III.4) Analogies avec la machine asynchrone
Ces analogies prennent en compte les équations [1.43] (définies en convention M)
qui caractérisent le fonctionnement de la machine asynchrone et les particularités relatives à
une machine synchrone à savoir :g = 0 et inducteur alimenté en continu. Nous utiliserons
également les règles relatives à la définition d'une variable dans un repère qui n'est pas le
sien. Dans ce cas, on substitue J° à Ior et J à Ir dans la relation [1.43]. D'autre part, les
natures différentes des rotors conduisent à considérer un quantité M' au lieu de M.
Pour F=0, les équations [1.43] s"écrivent :
Vs =jM'û)J° [1.81]
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V r= r r J [1.82]
L'équation de tension rotorique, valable quelle que soit Is puisque g=0, correspond
bien à celle d'un circuit inductif alimenté en continu. La quantité Vs, donnée par [1.81], est
relative à la f.e.m. E'r) qui apparaît à vide au stator de la machine.
• Pour Is ï 0 posons : jl/cols = E(S) et : jM ' (ûJor = E*r). L'équation de tension statorique
de [1.43] s'écrit :
Compte tenu de [1.63] et du fait que l'on utilise dans ce cas la convention G (inversion du
sens de Is), cette équation de tension statorique devient : E^ = Vs + r s l s + jx s l s , et l'on
retrouve bien la relation [1.68].
La quantité M', qui intervient dans [1.81], est définie à partir de [1.61] en considérant pour
définir bp l'expression de êr donnée par [1.66]. Il vient E'r) = -n*n^RLJ(0, soit :
M '= -n*n'RL. On note que M '= —M (ce rapport n'est autre que celui qui existe
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entre ês et êr).
Remarque 1 : Changement de notation. La relation [1.64] sur les courants fait intervenir des
variables rotoriques définies dans un référentiel statorique conduisant de ce fait aux
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diagrammes des figures 1.27b et 1.31. Toutes les quantités qui apparaissent sur ces figures
évoluent à la même pulsation co. En fait, dans la littérature, on évite d'apporter cette
précision sur la nature du référentiel dans lequel cette relation est satisfaite de sorte que l'on
utilise tout simplement l'expression :
I R = J + aI s [1-83]
On perd une information ce qui, à priori, n'est pas gênant compte tenu de la nature des
problèmes qui sont généralement traités. (Le fait de définir dans le référentiel rotorique
cette équation relative aux courants, pourrait poser un problème d'interprétation dans la
mesure où il serait nécessaire de faire intervenir des quantités déphasées au niveau d'un
enroulement alimenté en continu).
Remarque 2 : Prise en compte des pertes fer. Les pertes fer (au stator) sont fonction de
l'onde d'induction qui apparaît dans le fer statorique. Si on néglige les effets engendrés par
les fuites magnétiques, c'est l'onde d'induction d'entrefer qu'il convient de considérer.
Cette dernière permet également de déterminer le flux embrassé \|/p(s) + \ j / p ( r ) par une phase
statorique.
• Pour une machine asynchrone, comme be = bg, l'image de cette onde d'induction, en
terme de flux embrassé correspond à i|/p(s)0 (relations [1.19] et [1.20]).
Comme à \ j / p ( s ) 0 nous avons associé la reactance LM (relation [1.28]), la différence de
potentiel E^ aux bornes de XM = L c^o est, au rapport d'échelle près, représentative de
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l'onde d'induction tournante d'entrefer. Pour prendre en compte les pertes fer sur une
MAS, il suffit de connecter une résistance RM aux bornes de X^.
• Pour une machine synchrone c'est
également ESR qui est représentatif de
l'onde d'induction tournante d'entrefer.
Dans ces conditions la procédure qui vient
d'être définie, si l'on souhaite prendre en
compte les pertes fer sur le schéma monophasé équivalent d'une machine synchrone,
conduit à considérer le schéma de la figure 1.32.
. 1 V V 1
^ i
P s _ s
^(r) ÉR
S v v \ i
I x s
U U '—• 2
V
Vs
Figure 1.32 Schéma monophasé équivalent
considérant les pertes fer
IV) SCHEMA EQUIVALENT DU GAS UTILISANT L'APPROCHE MS
Les analyses précédentes montrent que les approches qui conduisent à la détermination des
schémas monophasés équivalents pour les machines asynchrone et synchrone sont
similaires. La différence essentielle vient de ce que l'on utilise principalement, la notion
d'inductance pour établir le schéma relatif à la machine asynchrone, alors que pour une
machine synchrone, on fait appel aux grandeurs combinées : inductances et f.e.m..
Nous nous proposons à présent d'utiliser le formalisme relatif à la machine synchrone pour
caractériser le fonctionnement en génératrice de la machine asynchrone en utilisant la
convention G. Pour ce faire, il est possible de reprendre l'étude à partir de considérations
physiques ou tout simplement exploiter, en les adaptant, les relations déjà établies. C'est
cette seconde procédure que nous allons utiliser.
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On part donc de l'étude effectuée en II.4.4 et notamment des équations [1.47] définies en
fonction de I'r = Ior / m. En convention G, ce système d'équations s'écrit
V s+ r s I s+ j x s I s= I R [I.84a]
rr
— mr r+jx rmr r = EorR [I.84b]
g
avec :
P s - p s + p s por _ por , p o r
£ R - E(s) TÊ(r) £ R — £ (r) + E (s)
et:
E(S) = -jLsœIs, E[t) = -jM coml'r E°[r) = -jLrcûmI'r Eor(s) = -jM œls
Les expressions des coefficients d'inductance montrent que : ESR = mE°^. En
multipliant les deux membres de l'équation rotorique de [1.84] par m, le système d'équations
qui régit le fonctionnement du GAS, compte tenu des définitions de r'r et x'r, s'écrit :
V s+r s I s+jx s I s=E s R [I.85a]
—ï' r+jx' rI ' r = ER [I.85b]
g
Comme Ls=Mm, ER s'exprime par : ER =-jLsCûIR avec IR =IS +I ' r .
En posant : L^=LS et 1^  = IR, on obtient le schéma équivalent de la figure 1.33 qui
n'est autre que celui de la figure 1.15 avec inversion des sens des courants.
74
L'équation de tension statorique conduit au schéma de la figure 1.34 et au
diagramme de la figure 1.35. On obtient bien un schéma équivalent du type générateur de
tension avec :
Le coefficient directeur de ces caractéristiques vaut X^. Précisons que cette quantité



































Figure 1.35 Diagramme vectoriel
L'équation de tension rotorique n'intervient pas, comme pour la machine synchrone,
dans la définition du schéma équivalent de la figure 1.34. Néanmoins, celle ci impose une
contrainte au niveau du diagramme de la figure 1.35 car les modules des complexes
courants, de même que leurs arguments, ne peuvent être quelconques. L'équation de tension
rotorique conduit à :







£= n + Arctg [1.89]
g(x'r+XM)
où Q représente le déphasage de I'r par rapport à Is.
Précisons qu'en l'absence de saturation, les triangles OAB et OA'B' de la figure 1.41 sont
semblables, le rapport de similitude est XM .
Remarque : Nous avons précisé que pour tenir compte des pertes fer il convenait de
connecter une résistance R^ aux bornes de X^ sur une MAS et aux bornes de ESR sur une
MS. Cette propriété apparaît clairement sur les schémas des figures 1.33 et 1.34.
V) PRISE EN COMPTE DE LA SATURATION
Lorsque la saturation n'est pas prise en compte, il est permis non seulement de sommer
les excitations (AT), mais également les effets générés par les AT de chaque armature.
Lorsque la saturation est considérée, on est en présence d'un problème non linéaire car les
différentes inductances, aussi bien principales que de fuites, sont tributaires de l'état
magnétique de la machine. Précisons que cet effet sera d'autant plus marqué sur une
machine dont l'entrefer mécanique est d'épaisseur faible ce qui est notamment le cas sur les
MAS. Après avoir présenté la technique utilisée pour tenir compte de ce phénomène sur
une machine synchrone à pôles lisses, nous nous intéresserons à définir une autre procédure
qui pourra être utilisée aussi bien sur ce type de machine que sur le GAS. Précisons que la
saturation est couramment prise en compte sur les MS alors qu'elle est généralement
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ignorée sur les MAS puisque, comme nous l'avons déjà signalé, les MAS fonctionnent, la
plupart du temps, à onde d'induction tournante d'entrefer imposée, ce qui n'est pas le cas
lorsque l'on considère le fonctionnement du GAS dans le cadre de l'îlotage.
V.l) Cas de la MS à pôles lisses : Diagramme de Potier
Comme il n'est plus possible de sommer les ondes d'induction tournantes générées par
chacune des armatures, on ne peut plus sommer les composantes de flux embrassées ni les
f.e.m. correspondantes. Par contre les relations [1.68] et [1.83] peuvent toujours être
exploitées :
ISR = Y s + r T + j x T [1-68]
JR =J [1.83]
II convient cependant de déterminer la valeur de xs en régime saturé de même que le
coefficient d'équivalence a des AT (la
détermination de a n'était pas
nécessaire pour prédéterminer les
points de fonctionnement en charge en
régime linéaire car il suffisait de
déterminer E'r) et d'en déduire J en
utilisant [1.75], de même la
détermination de Xs était suffisante).
J Jcc JRdW JdW
Figure 1.36 Diagramme de Potier
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Pour déterminer ces paramètres on relève traditionnellement, à vitesse constante :
- la caractéristique à vide E*r) (J) qui s'identifie à ESR (JR ) et E*s) (aP ),
- la caractéristique en court-circuit I'c (J),
- un point M en déwatté pour IdW s Pn auquel on associe les valeurs de Vdsw et JdW .
Ces expérimentations conduisent aux tracés présentés à la figure 1.36.
En considérant la partie linéaire de la caractéristique à vide on détermine, en négligeant la
résistance statorique, la reactance synchrone Xs =X* +x s =X^ + xs =koc + xs (figure
1.30) par le rapport :
E?, UV
Xs = (-Ï2-)
 A = -^— [1.90]
TS i donné T JW
ce
où : E*r) = kJ.
Cette valeur de Xs, définie en fonction de xs et de a, ne permet pas de distinguer ces
deux quantités puisque l'on est en présence d'une équation à deux inconnues. Notons que
ces valeurs sont relatives à un circuit magnétique linéaire (a n'est pas tributaire de la
saturation) et dans ce cas la prédétermination des caractéristiques ne nécessite pas de
connaître séparément ces termes. Cela n'est pas le cas en régime saturé lorsqu'on a recours
au diagramme de Potier [20] (qui est le seul normalisé en France). On utilise pour ce faire
le point en déwatté M. Le diagramme de la figure 1.37 donne les positions relatives des
complexes qui représentent les tensions et les courants dans ces conditions en négligeant la
résistance statorique. Ce tracé vérifie les relations :






...—M^ „„ ^. Figure 1.37 Diagramme vectoriel pour
,rs • ! ! » l'essai en déwatté
idW
La position particulière des différentes quantités permet d'écrire que
Es = Vs +xsTs
^RdW vdW ~ A xd
•* RdW = J dW "~ ^ d W
Partant de M sur la figure 1.36 on passe à JRdW (point N) en enlevant alsm. La
relation qui donne E^dW montre que NP = x s ldw .
En fait, le problème se résume à placer les points N et P pour déterminer les coefficients
cherchés. Pour cela on considère un point en court-circuit tel que I'c = IdW = I*. Comme
V^ est nul, dans la mesure où l'essai en court-circuit correspond à un essai en déwatté
particulier, les relations [1.93] et [1.94] s'écrivent :
E L = x s i : c [1.95]
JRCC = ' « * - < > P-96]
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Elles conduisent au tracé de la figure 1.38. Pour placer les points N et P, il est
préconisé de procéder de la façon suivante : Soit Jcc (quantité OM') le courant nécessaire à
faire circuler I*c = I dW . De M, on place le point Q tel que MQ=JCC=OM' . Par Q, on fait
passer une parallèle à la partie linéaire de la caractéristique à vide. L ' intersect ion de cette
parallèle avec la caractéristique à vide dans la partie saturée donne le point P et par
conséquent le point N , d 'où les valeurs cherchées : MN = od dW , PN = x s l d w .
Le principe même de ce tracé repose sur l 'apparente analogie qui existe entre les
relations [1.94] et [1.96] pour I*c = IdW ainsi, qu ' à VdW près, entre les relations [1.93] et
[1.95]. D ' où une double translation
du tracé réalisé en court-circuit : une
translation verticale de Vdsw et une
translation horizontale de JdW — J c c .
Il convient cependant de noter que
JRcc diffère de JRdW . On exploite
donc des tracés relatifs à deux états
magnétiques différents de la
machine. Cette construction permet
néanmoins de scinder les quantités x s
et a . Notons que la valeur de x s ainsi
V.
U J
Figure 1.38 Diag ramme de Potier complet
obtenue correspond à un seul et unique état magnét ique de la machine relatif à JRJW et qu ' i l
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est ensuite supposé que cette valeur est utilisable sur toute la plage correspondant au régime
saturé de la machine.
L'intérêt de cette présentation est de montrer qu'au niveau des machines, on se
permet d'effectuer certaines approximations pour déterminer les éléments qui interviennent
dans les tracés des diagrammes utilisés pour prédire les comportements des systèmes,
notamment lorsque la saturation est prise en compte. Le fait que les approximations soient
nécessaires et éventuellement discutables, justifie que dans la littérature [7], [20], on
rencontre d'autres façons de faire pour la détermination de ces coefficients (diagramme de
Rothert, diagramme de l'American Standards Association,...). Notons que l'on effectue les
mêmes approximations sur la détermination des éléments constitutifs du schéma
monophasé équivalent de la machine asynchrone. En effet, X^ est déterminé par un essai à
vide sous tension nominale alors que la quantité Nco résulte de l'exploitation des résultats
obtenus lors de l'essai en court-circuit réalisé sous tension réduite. On exploite donc
également dans ce cas des résultats obtenus pour deux états magnétiques différents de la
machine.
Cette présentation est en fait intéressante à double titre. D'une part parce que nous
aurons recours à des essais similaires à ceux effectués sur la MS pour prédéterminer les
éléments qui interviennent au niveau du schéma monophasé équivalent du GAS et que,
d'autre part, nous effectuerons certaines approximations qui nous paraissent tout aussi
légitimes que celles signalées.
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V.2) Autre approche pour prendre en compte la saturation
Bien que l'approche expérimentale sur les GAS pour la détermination des éléments
du schéma équivalent sera calquée sur celle qui vient d'être présentée, l'exploitation finale
en sera différente. Nous nous proposons donc de présenter, toujours en considérant la MS à
pôles lisses, une autre approche qui permet d'appréhender les effets engendrés par la
saturation. La procédure reposera d'avantage sur des considérations physiques et des
relations analytiques que sur des essais particuliers qui seront néanmoins nécessaires pour
apprécier l'exactitude des résultats obtenus.
Ne pas prendre en compte la saturation suppose la perméabilité relative du fer grande et
constante. Tous les AT créés par les bobinages ne sont supposés servir qu'au seul passage
des lignes de champ dans l'entrefer.
Lorsque la saturation apparaît, la perméabilité
du fer diminue, les AT consommés par le fer
ne sont plus négligeables de sorte que les AT
créés par les bobinages qui servent aux
passages des lignes de champ dans l'entrefer
sont réduits. Cette réduction des AT
s'accompagne d'une modification des
différentes inductances de la machine.
V.2.1) Reactance de magnétisation
J,JR
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Cette reactance est proportionnelle à l ' induction radiale d'entrefer. Comme la f.e.m.
induite dans un enroulement statorique est également proportionnelle à cette induction
radiale, la caractéristique à vide de la machine permet de suivre la consommation des AT
par le fer, ainsi que l 'évolution de X* = XM fonction de l'état magnétique de la structure.
Supposons connue la caractéristique à vide E ' r ) (J) de la MS ainsi que la valeur X ^M
de Xp. dans la zone non saturée (figure 1.39). Comme E( r ) (J) s'identifie à E R ( J R ) , il est
possible, pour un état magnétique donné de la machine, de définir la valeur de X^
correspondante.
En fait si l 'on considère [1.68], on s'aperçoit que l 'état magnétique de la machine,
pour une valeur de JR donnée par OA, est représenté par AC, quantité qui s'identifie
, , s . , . t , • Figure ^.39 Çiagramme à reactance depratiquement avec V puisque les chutes de tension dans r et x soh t îa ib les . SiTa machine
^ ^ ri magnetisation
n'était pas saturée OA conduirait à une valeur de E'r) ou ESR égale à AB. On a donc :
r)
AC [1-97]
Cette proportionnalité est signalée dans de nombreux ouvrages [20] mais
relativement peu exploitée. Le principe de la construction s'identifie avec le diagramme de
Behn Eschenburg. La différence essentielle vient de ce que Behn Echenburg [21] utilise les
caractéristiques E (s r )(J) et en court-circuit pour définir les variations de la reactance
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synchrone Xs, alors que cette f.e.m. n'est pas représentative de l'état magnétique de la
machine en court-circuit.
V.2.2) Reactance de fuites
Dans les ouvrages dont il est fait précédemment mention, il est signalé que la règle
adoptée pour caractériser les variations de X^ est également applicable aux reactances de
fuites (c'est d'ailleurs ce que qui est fait avec le diagramme de Behn Echenburg où l'on
considère globalement Xs). Si il est vrai que le flux de fuites est proportionnel aux AT qui
apparaissent aux bornes de l'entrefer, il convient de prendre en compte un autre phénomène
qui est l'orientation du vecteur induction à la frontière de deux milieux qui présentent des
perméabilités relatives différentes. La réduction de la perméabilité relative du fer, suite à la
saturation, augmente la composante tangentielle du vecteur induction. Comme les fuites
sont directement liées à cette composante tangentielle, on note que deux phénomènes, a
priori opposés, sont à l'origine de la modification des reactances de fuites :
- la saturation augmente les fuites suite à la diminution de la perméabilité du fer,
- la saturation diminue les fuites suite à la réduction des AT utiles.
Ces effets ne se compensent pas obligatoirement et il convient de définir une procédure qui
permet d'apprécier les variations de xs ou de x'r (ou plus généralement de x) fonction de
l'état magnétique de la structure.
Pour ce faire il suffit, lorsqu'on prend en compte la saturation, de supposer toujours
la perméabilité du fer infinie et de considérer un entrefer fictif e' dont l'épaisseur est
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supérieure à la valeur de l'entrefer mécanique réel e. Dans ces conditions, à AT donnés,
l'induction radiale d'entrefer diminue avec la saturation conformément à ce qui a
initialement été précisé. La valeur de e' se déduit aisément de [1.97] :
e'=e/À [1.98]
avecÀ=AC/AB(À<l).
Si l'on se réfère aux analyses effectuées par K.G. BINNS [22] et Ph. ALGER [14], il
apparaît que les amplitudes des inductions radiale br et tangentielle bt sont liées par le
rapport :
r i 9 9 1br l + (l + e7R r)2hp
où p représente le nombre de paires de pôles de la machine et h le rang de l'onde de la
composante de f.m.m. considérée. Comme e'/Rr est petit devant 1, en utilisant le
développement limité au premier ordre des quantités entre parenthèses :
(1 + e)2hp s 1 + 2hpe, on obtient :
b t hpe'/Rr [1.100]
br l + hPe7R r
Comme dans notre cas nous nous limiterons à ne considérer que le terme relatif à h=l avec
p = 1, il vient :
^ =
 e 7 R l [iioi]
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Soit Kns la valeur du rapport b t / b r en régime non saturé et Ks ce même rapport en régime
saturé. e/Rr s'exprime, compte tenu de [1.101] en fonction de Kns : e/R r = Kns /(l - K n s ) .
On en déduit que :
K, = - — [1.102]
s
 À + (l-À)Kns
Comme :
bt (saturé) Ks br (saturé)bt(non saturé) ns br(non saturé)
T
 r , nm b r (saturé) e . ., .puisque, compte tenu de [1.98] : -— = — = A , il vient :
br(non saturé) e'
bt(non saturé) A + (l
Si à bt(non saturé) on associe la quantité XM, il vient
[1.103]
Comme Kns est très petit devant l'unité et que À<1, le dénominateur de [1.104] est supérieur
à À et donc X<XM comme précisé dans la littérature. Il apparaît donc que les variations de x
en fonction de la saturation sont similaires à celles de X^ données par :
X,=ÀX^M [1.105]
avec des lois de variations cependant différentes.
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Si (l-À)Kns est très petit devant X, alors la reactance de fuites est pratiquement
indépendante de l'état de saturation de la machine et l'on peut considérer que les deux
effets précédemment évoqués se compensent.
Précisons que les valeurs de Kns et Ks sont définies par :
-
X.,X,
Remarque 1 : La saturation n'affecte pas de la même
façon toutes les parties constituant le circuit magnétique.
En toute rigueur, il serait nécessaire de considérer deux 0
reactances, l'une liée à e et l'autre à e'M valeur maximale
de e' comme précisé à la figure 1.40. Cependant, comme
les déformations fictives de l'entrefer sont synchrones de
be et que la valeur de e n'affecte que les faibles valeurs
de l'induction, il est possible de considérer un entrefer
mécanique équivalent d'épaisseur constante et égale à
Figure 1.40 Forme d'onde de
l'induction d'entrefer
'M- Dans ces conditions, le principe de superposition est applicable de nouveau.
Remarque 2 : Les composantes partielles de l'induction qui définissent be, affectent de
façons différentes le circuit magnétique. Partant des composantes partielles, il serait
possible de définir des entrefers fictifs propres à chacune d'elles. Prendre en compte
séparément chacun des termes ne permettrait plus cependant d'appliquer le principe de
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superposition. En fait, la procédure précédente (e'=e'M quel que soit le point considéré de
l'entrefer) conduit à définir des composantes partielles de l'induction de nature fictive qui
peuvent, par contre, être utilisées lors de la mise en œuvre du principe de superposition.
Nous ne développerons pas davantage cette étude, relativement complexe, portant
sur la saturation magnétique du matériau et ses conséquences sur les fuites. Notons que des
développements réalisés au LSEE [23], issus d'une analyse numérique par éléments finis,
ont permis de chiffrer les modifications comportementales en proposant des expressions
analytiques simples à exploiter.
VI) SYNTHESE DES RESULTATS
L'étude présentée dans ce chapitre, bien que très classique, a essentiellement pour
objectif de resituer les problèmes dans leur contexte. Elle a néanmoins permis de mettre en
évidence deux propriétés.
• La première, liée aux inductances qui apparaissent aux niveaux des schémas monophasés
équivalents des MAS et MS présentés dans la littérature, à savoir que :
L s r=L^=L s [1.106]
Cette correspondance, à priori évidente si l'on s'en réfère aux principes physiques,
n'est jamais explicitée dans les ouvrages d'électrotechnique.
• La seconde porte sur la définition d'une variable relative à une armature dans le référentiel
lié à l'autre armature.
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Outre ces deux propriétés, nous avons pu établir sur des bases physiques et
mathématiques, un schéma équivalent type générateur de tension pour la MAS. En
supposant que MS et MAS se comportent toutes deux en générateurs, nous présentons à la
figure 1.41 les schémas équivalents de ces deux structures (figure 1.41a pour la MS, figure
1.41b pour la MAS).
Is M
Figure 1.41 (a) Schéma monophasé
équivalent de la machine synchrone
Figure 1.41 (b) Schéma monophasé
équivalent de la machine asynchrone
CHAPITRE II
ETUDE EN REGIME ETABLI, EXPLOITATIONS
THEORIQUES ET EXPERIMENTALES
Ce deuxième chapitre est consacré à l'étude comparative des structures pour une
machine bipolaire lorsque la saturation est, tout d'abord, négligée. Nous présenterons
ensuite une procédure expérimentale destinée à définir les paramètres du schéma équivalent
du GAS. Nous procéderons finalement à des études expérimentales qui nous permettrons,
d'une part, d'apprécier l'influence de la structure retenue et des hypothèses formulées sur
l'exactitude des résultats et, d'autre part, d'apprécier l'impact de la saturation.
Précisons que nous nous intéressons au cas du GAS dans le cadre de l'îlotage. Sans
réseau principal local, le fonctionnement de ces génératrices ne sera possible que si l'on
connecte aux bornes de la charge, une batterie de condensateurs destinée à fournir le réactif
nécessaire au fonctionnement du convertisseur électromécanique mais aussi à la charge.
Cette dernière, pour les présentations générales, sera supposée de nature inductive. Les
exploitations considéreront une charge purement résistive.
I) PUISSANCE TRANSMISE PAR UNE EOLIENNE
Nous nous plaçons dans l'hypothèse où la vitesse du vent v se situe dans la plage
autorisée, à savoir ni trop faible (v>Vmin), ni trop élevée (v<vmax). Pour des vitesses
inférieures à v^,,, les pâles sont en drapeau et l'éolienne est hors service. Dès que v devient
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supérieure à vmax, la machine est mise à l'arrêt à l'aide de freins. Pour des vitesses
excessives les pales sont également mises en drapeau.
Le vent transmet à l'éolienne une puissance Pv donnée [24] par :
Pv=KE1v3 [II.l]
où KEI est un coefficient qui dépend de l'éolienne et notamment du carré de la longueur des
pâles, mais également, de la densité de l'air p.
Une partie PEI de l'énergie fournie par le vent est transmise au système électromécanique
(supposé composé d'un réducteur et de la machine) :
PE1=CpPv=CpKE1v3 [II.2]
Le coefficient de performance Cp est fonction de l'angle de calage des pâles et du
coefficient de vitesse spécifique Ra défini par le rapport entre la vitesse linéaire des
extrémités des pâles et la vitesse du vent. La figure 2.1 donne, de façon typique, une loi
d'évolution de Cp en fonction de Ra pour deux valeurs de calage des pâles.
Cette loi d'évolution de Cp permet de définir un réseau de courbes qui précise la
puissance PEI disponible en fonction de la vitesse de rotation des pâles pour un calage
donné de ces dernières avec pour paramètres la vitesse du vent v. Ces caractéristiques sont
présentées à la figure 2.2 en considérant les valeurs réduites PE1/PEln et co7co'n ((o'
représente, à une constante près qui est le rapport du réducteur, la vitesse de rotation réelle
de l'arbre à l'entrée du réducteur, donc des pâles). A vitesse de vent donnée, apparaît une
vitesse de rotation du générateur conduisant à une puissance captée PEI maximale.
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Les principaux paramètres influençant PEI sont donc
- la densité de l'air,
















1 • 12 m/s
11 m/s
CO'/CO'n
Figure 2.2 Courbe de puissanceFigure 2.1 Loi d'évolution du coefficient
de performance
- l'angle de calage des pâles,
- le coefficient de performance,
- le cube de la vitesse du vent,
- la vitesse de rotation du générateur.
Cette analyse montre qu'au niveau d'une éolienne les grandeurs d'entrée,
accessibles à la mesure, sont la vitesse du vent et la vitesse de rotation CÙ' du rotor. La
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vitesse du vent permet de définir la puissance PEI appliquée sur l'arbre à l'entrée du
p
multiplicateur. Les quantités PEI et co' conduisent au couple mécanique Fa = r|réd — qui
co'
s'exerce sur l'arbre de la machine en prenant en compte le rendement r|réd du réducteur. La
connaissance du couple de pertes Fp du générateur conduit au couple électromagnétique Fe
développé par le système électromécanique.
r>ra-rp
Cette analyse sommaire montre que la puissance électrique fournie par l'éolienne va
dépendre des performances de la machine, mais aussi de celles du multiplicateur. Ces
dernières sont relativement mauvaises, d'autre part un multiplicateur nécessite un entretien
régulier. Pour palier à ces inconvénients, on élimine le multiplicateur par la mise en œuvre
de machines à nombre de pôles élevé [25], [26]. Si ces machines sont directement
connectées au réseau, on est en présence de machines dont la vitesse de rotation des pâles
est pratiquement imposée par la fréquence du réseau. En agissant sur l'angle de calage des
pâles, on optimise la puissance. De plus en plus, on utilise des éoliennes à vitesse variable
dont la connexion au réseau s'effectue par l'intermédiaire de convertisseurs. L'optimisation
de la puissance est assurée par une action sur la commande des convertisseurs.
L'étude est réalisée en supposant que les grandeurs à définir sont la tension Vs aux
bornes du stator et la pulsation œ de cette dernière. Indirectement, il est possible de
considérer que les variables à déterminer sont Vs et g. Tous les éléments des schémas
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monophasés équivalents ( r \ r ' r , ï , I r , L^ et R ) sont supposés connus, de même que
les éléments qui constituent la charge ainsi que la capacité C destinée à fournir le réactif
(ces éléments sont connectés en parallèle à la sortie du stator). On note I le courant dans la
charge et le celui dans le condensateur. Is résulte de l'application de la loi des nœuds :
II) THEORIE CLASSIQUE DE DETERMINATION DES CARACTERISTIQUES
Cette théorie classique, largement développée dans la littérature [9], [10], [11], [27],
[28], nécessite, pour pouvoir être exploitée simplement de manière purement analytique,
des hypothèses relativement restrictives que nous préciserons au fur et à mesure de nos
développements.
II.l) Cas d'une charge inductive.
Ces analyses utilisent, indifféremment, les schémas équivalents des figures 1.15 et
1.33:
- en ramenant l'impédance magnétisante à l'entrée (aux bornes de Vs),
- en regroupant les inductances de fuites ï et T sous la quantité N ( N = ï + l r )
Cela conduit au schéma de la figure 2.3.
Le bilan des puissances réalisé à partir du diagramme circulaire de la figure 1.23a, pour le
point M3 en convention M (Cf. chapitre I), conduit successivement à :
TlrédPEi+rpW'=B3M3<0,Ps^m3M3<0, p ^ ^ ^ p ^ m ^ , p*=m3m'3.
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En convention G , Ps et PE1 sont positifs de sorte que la relation entre les puissances actives
s'écrit :




rF r Z , p) = 3rT r z . La puissance utile fournie
par l'éolienne est dissipée dans la charge et vaut 3VsIcos<p où (p représente l'argument du
récepteur. Ces relations seules ne permettent pas de scinder les différentes contributions.
Pour contourner cette difficulté, il est nécessaire de prendre également en compte les
puissances réactives.
Pour ce faire, on regroupe sur le schéma de la figure 2.3 L^, R ,^ C et les éléments qui
caractérisent la charge, sous forme d'une impédance zeq = req +jxeq comme indiqué à la
figure 2.4 :
Figure 2.3 Schéma monophasé Figure 2.4 Schéma monophasé simplifié
La vérification de la loi des mailles appliquée au schéma de la figure 2.4, le principe de
Boucherot, conduit à :
— + r s+ r =0 [II.5]
Nco+xeq = [H.6]
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On note, pour que ces expressions puissent être satisfaites, que g et xeq doivent être
négatifs. La génératrice doit donc fonctionner en mode hypersynchrone et la partie
imaginaire de zeq doit être de nature capacitive : xeq = .
II.2) Cas d'une charge résistive
II.2.1) Pulsation de fonctionnement
Pour pouvoir exploiter de manière relativement simple les relations précédentes,
nous négligerons, au niveau du schéma équivalent, la résistance et les pertes fer statoriques,
ces éléments étant pris en compte au niveau des bilans des puissances. D'autre part, nous
considérerons une charge qui s'identifie à une résistance pure R. Dans ces conditions, on
obtient les schémas des figures 2.5 et 2.6 où : req et -xeq= s'expriment par :
RL/co2
2 D 2 L V [ IL7]
Ceqœ R2(CL/o2-l)2+L V
[il.




qu'il suffit de substituer R' à R avec
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Le point de fonctionnement, s'il existe, doit également vérifier les relations [II.7] et
[II.8]. Notons que [II.6] et [II.8] conduisent à une équation du quatrième degré en co dont la
résolution définit la pulsation des signaux statoriques. Cette valeur de to permet, compte
tenu de [II.5] et de [II.7], de calculer la valeur de g et donc celle de co'. Il apparaît donc que
GO' ne constitue pas une variable d'entrée. Ainsi les variables prédéterminées ne sont pas
tributaires de la vitesse de rotation des pâles.
Les calculs, même avec les hypothèses simplificatrices, sont relativement lourds et
conduisent à des expressions difficilement exploitables d'un point de vue analytique. Nous
procéderons à ces développements dans le cadre d'une application numérique. Nous nous








Figure 2.5 Schéma monophasé équivalent
pour une charge résistive
Figure 2.6 Schéma monophasé équivalent
pour une charge résistive, simplifié
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• Puissance réactive: On trace, à C et R donnés, à partir de [II.8], la courbe (co).
Pour satisfaire [II.6], qui conduit à : N = , il suffit de déterminer les points
d'intersection de cette courbe avec une horizontale d'ordonnée N.
Lorsque co —»0,
 T->-L . Pour œ—>«>, —>0.
Ceqœ2 Ceqco2
Les points de fonctionnement n'existeront que si passe par un extrémum positif.
C û ) 2
Posons : X = L^Cco2 - 1 , [II.8] s'écrit : R
2L X
R X + X +
c c




Le maximum de correspond à la valeur minimale de R X H——, obtenue pour une
CMco2 V CX P
1 /L u




















Ce maximum est effectivement positif nécessitant, pour qu'il y ait un point de
fonctionnement, que : N < — avec > 0.
Les valeurs de co qui conduisent à = 0 correspondent à celles qui vérifient X=0, soit
: co = ±co0. Il en résulte que co doit être supérieur à COQ.
La condition N < — conduit, étant donné [11.13], à l'inégalité : R2 - 2RNco0 > 0
Les racines de l'équation du second degré en R valent : Ncoo ± 1 /N cojj H—. L'une des,2 , N
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• Puissance réactive: On trace, à C et R donnés, à partir de [II.8], la courbe (co).
Pour satisfaire [II.6], qui conduit à : N = - , il suffit de déterminer les points
d'intersection de cette courbe avec une horizontale d'ordonnée N.
Lorsque (û —> 0, Pour œ —> oo,
• - » ( ) .
Les points de fonctionnement n'existeront que si passe par un extrémum positif.
Posons : X = L^Cco2 - 1 , [II.8] s'écrit : Ve
C û)2
"c" ~c~
En divisant le numérateur et le dénominateur par X, la relation précédente s'écrit :
R2L,.1 [H.9]
ex c
Le maximum de correspond à la valeur minimale de R2X + ——, obtenue pour une
valeur Xm de X donnée par :Xm -—J——. Cette quantité définit une pulsation co
R V C







Dans ces conditions, — s'écrit :
CVceq< ceym h








Ce maximum est effectivement positif nécessitant, pour qu'il y ait un point de
fonctionnement, que : N < — avec > 0.
Les valeurs de co qui conduisent à = 0 correspondent à celles qui vérifient X=0, soit
: oo = ±co0. Il en résulte que û) doit être supérieur à Cûo.
La condition N < — conduit, étant donné [II. 13], à l'inégalité : R2 - 2RN(00 > 0.
Les racines de l'équation du second degré en R valent : NCÙ0 ±JN2ca2> + —. L'une des
racines est négative, l'autre positive. Comme la fonction est négative entre les racines, on
déduit une condition sur la valeur de R :
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[11.14]
L'expression [11.11] de coo, et en prenant en compte le fait que N est petit devant




Figure 2.7 Détermination des points de
fonctionnement du générateur asynchrone
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La courbe de la figure 2.7a donne la loi d'évolution de . 1
7^—
• Puissance active: Les relations £11.5] et [II.7] conduisent à g = -r' r /req, soit






Cette relation montre que g est négatif quelle que soit co.
g —» -oo lorsque co —» 0 ou +°°. La courbe g(co) passe donc par un extrémum.
dg 1 1
Considérons la dérivée de g par rapport à co: — = -2r' r R(Cco )(CH - ) . Cette
dco L^co LMco
dérivée s'annule pour laquelle : co = co0. Soit g0 la valeur de g pour co=coo. Il vient :
La valeur gm de g pour co = com vaut: g m = ~ 1 + - =g 0 1 +
R [ L C O + R J
Nous avons reproduit à la figure 2.7b la loi d'évolution de -g en fonction de co.
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* Stabilité : Selon [10], seul le point de fonctionnement relatif à 0)j est stable. En effet, si
partant de ce point oo' augmente accidentellement:
* co et -g augmentent,
* le point A se déplace vers la droite, augmente.
II y a alors excès de puissance réactive et Vs augmente. La puissance active consommée
par R augmente, ce qui a pour effet d'augmenter le couple résistant et donc la machine





Les variations de co sont donc liées à la quantité — v ~ ^ • ®n note, en outre, que la tension
et par conséquent le courant n'ont joué aucun rôle dans la détermination du point de
fonctionnement. Il en est également de même de la vitesse de rotation des pâles.
II.2.2) Valeur efficace de la tension
L'étude réalisée en II.5 du premier chapitre montre que : Fe = Pr/co avec : Pr = 3—I' r2.
g
Le schéma de la figure 2.3 conduit à définir I'r en prenant en compte la résistance
gVs
statorique. Il vient : I'r =





A priori, les pertes fer statoriques n'influencent pas cette définition de Vs puisque R
n'intervient pas directement dans [11.18] (la prise en compte des pertes fer s'effectue en
substituant R' à R comme précisé). Cependant, comme g dépend de R, il y aura dépendance
implicite de Vs relativement à ps{.
II.2.3) Approche simplifiée
Comme g est faible, il est possible d'admettre que r'r /g » NCÙ et, par conséquent, on peut
raisonner sur le schéma de la figure 2.8, déduit de celui de la figure 2.5.
La compensation de réactif conduit à :












 ï c 1
=




Avec la puissance active, il vient:
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[11.20]
Ces relations se retrouvent aisément à partir de l'étude précédente. Il suffit
d'attribuer la valeur nulle à N dans [II.6], ce qui donne =0. La relation [II.8] conduit
alors à L^Cco2 =1 , donc à la valeur de co donnée par [11.19]. La condition précédente
appliquée à [II.7] conduit à req=R et donc [II.5] permet de retrouver l'expression de g
donnée par [11.20].
Cette approche simplifiée conduit, en négligeant également rs, à une valeur de Vs
donnée par:
rVJ^f [...21]
A Fe et CD donnés, on note que Vs est proportionnelle à la racine carrée de R. Cette
relation précise en outre, de manière plus explicite, la dépendance de Vs relativement à ps{.
Cette approche simplifiée confirme également les développements précédents destinés
à définir, parmi les deux points de fonctionnement possibles, celui qu'il convenait de
retenir. D'autre part, elle montre que co doit très proche de COQ.
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IIP METHODE PROPOSEE
L'étude sera réalisée sur le schéma de la
figure 2.9. Pour tenir compte des pertes fer, il
suffit de ramener la résistance R^ aux bornes
d'entrée du stator (non représentée sur cette
figure). Dans ces conditions, il vient :
Is = I + ïc + Ina ' o u représente la
composante active de 1^  qui circule dans R .^
Figure 2.9 Schéma monophasé équivalent
monophasé de la méthode proposé
Après quelques considérations générales sur le point de fonctionnement et notamment
la stabilité, nous procéderons à la prédétermination des caractéristiques lorsque la charge
est constituée d'une résistance pure.
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HI.l) Considérations générales sur le point de fonctionnement
Le diagramme de la figure 2.10, déduit de celui de la figure 1.35, traduit le
comportement du système (nous n'avons pas pris en compte le courant 1^, en phase avec





Figure 2.10 Diagramme vectoriel associé
Si on augmente Vs à co donné, on remarque que les positions relatives des vecteurs
demeurent inchangées de sorte que la relation entre Is et I'r demeure la même. Par
conséquent, g ne changera pas et l'on retrouve la particularité précédente à savoir que Vs
n'intervient pas explicitement dans la détermination du point de fonctionnement. Cependant
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la théorie basée sur le schéma équivalent de la machine asynchrone déplaçait X^, négligeait
rs et regroupait Xs et x'r, ce qui n'est pas le cas au niveau de cette approche.
La relation qui lie Is à I'r est caractérisée par les relations [1.86] à [1.89]. Comme g est
négatif, K' défini par [1.88] sera négatif. Pour éviter d'exploiter des relations faisant
intervenir des modules négatifs, il suffit de considérer les correspondances suivantes :
l[11.22], K = - = = Ï 2 L = = [11.23], Ç = A r c t g— - i l - - [11.24]
Lorsque g—>0 par valeur négatives h, est légèrement supérieur à ni 2 et I'r —> 0.
Pour g—>-oo, £—>n et K-^l.
On a donc £, qui est compris entre 7t/2 et n ce qui se justifie physiquement dans la mesure
où ^ représente également les positions relatives des ondes d'induction tournantes d'entrefer
bp et bp (cf. figure 1.12), et que, pour des raisons de stabilité, on doit avoir un pôle sud
face à un nord.
7T
Posons : £; = — + e avec e > 0. La variable £ défini par l'intermédiaire de sa tangente
tge = tg(£, -Till), s'exprime par:
X +x'r
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On note, comme g est négatif, que 6 est positif. En négligeant x'r devant X^, il vient :
[11.26]
La condition £, supérieur à TI /2 , résulte de la condition de fonctionnement liée à
g<0. Il peut s'avérer intéressant de préciser dans la zone normale de fonctionnement
(|g —* °Pfî° ) e t P o u r u n e fréquence voisine de la fréquence nominale, la valeur de e. Pour
une machine asynchrone classique r"7X^ est compris entre 0.005 et 0.05. En adoptant
pour g la valeur de -5%, la relation [11.26] conduit à tge compris entre 10 et 1, soit e
évoluant dans une fourchette de 85 à 45 degrés.
En fait, E, représente également le déphasage de E*r) par rapport à E*s). Soit (ps le
déphasage de Is par rapport à Vs, et p l'angle interne de la machine, défini comme le
déphasage de E'r) par rapport à Vs. Cet angle interne est représentatif de la stabilité du
GAS, on doit avoir: p < TT/2. On en déduit (figure 2.10) que : e = p-<p s . Comme 8 doit
être positif, il apparaît que p >cps.
III.2) Cas d'une charge résistive
Pour pouvoir comparer nos résultats avec ceux établis avec la méthode classique, nous
considérerons une charge résistive R en négligeant la résistance et les pertes fer statoriques.
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La prise en compte de ces pertes fer peut s'effectuer comme précisé en II. 1, c'est à dire en
considérant une résistance R' équivalente à l'ensemble R et R^ en parallèle.
III.2.1) Plage de variation de û)
Calculons l'angle interne p en considérant le diagramme de la figure 2.10. On
obtient successivement :




V s - (x s+X^)I ss in(p s
Comme :
Vs r ii
Is = — |l + R 2 c V p [11.27]
R
on en déduit que :
(Xu + xs) —[ l + R2C2(D2Jcoscps
V s - ( XM + x s ) — [l + R 2C 2(O 2Jïs in (psR
soit :
(Xu +x s ) [ l + R2C2Cû2 Fcos (pstgp = K
R - ( X ^ + xs)[l + R 2C 2co 2 f sin (ps
En substituant cos (ps et sin (ps par leurs expressions :
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. , I c VsCco RCco rTT^n i
sin (ps = -£• = = [11.28]
Ts V s r l1 r i l1






 F = ^ 7 J=7 ï [IL29]
1
 ^ - [ i + R2c2co2f [l + R2C2co2f
il vient : (X. + x )
tgp = [11.30]
R[ l - (X+x s )Cco]
Puisque tg(ps = RC(D, l'expression précédente peut encore s'écrire :
X u+x s
tgp = ï [11.31]
R ^ + ^ t c p 5
Comme (ps et p sont définis par leurs tangentes, la vérification de la condition
p>cps se fera en fait sur les tangentes. La valeur de tg(ps est une quantité positive (cps
compris entre 0 et n/2) alors que tgp peut, a priori, prendre des valeurs positives et
négatives. Cependant, les conditions de stabilité, précédemment évoquées, limitent cette
étude au cas p inférieur à n/2.
• Pour que tgp soit positif, il est nécessaire de vérifier une première inégalité sur oo, déduite
de [11.30], liée à 1 - (X + xs)C(û positif, soit :
I l l
n l / 2
co< [11.32]
L'inégalité p >(ps se traduit, comme précisé, par tgp > tgcps. L'équation [11.31] donne
(X,, +x s ) t g> s -Rtg(ps +CX,, +x s ) >0
équation qui peut encore s'écrire :
dont la résolution conduit à :
ï)co2 - (R 2C- (L^ + ï))] > 0
CO >
R2C2(LM






En négligeant Is face à L ,^ l'expression de û)o définie par [II. 11], conduit à :
c o : -0
 R 2C 2
1/2
<tO<(Û,0 [11.34]
La pulsation (0 est donc inférieure à (ûo avec une plage de variation liée à R et C. Avec la
procédure classique, il a été montré que co devait être supérieur à CÙO et les variations de co
étaient tributaires de R, L^ et C. On a donc deux premières différences sur les résultats
suivant que l'on considère l'un ou l'autre des schémas équivalent du GAS.
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III.2.2) Pulsation de fonctionnement
La puissance active, fournie par le stator et dissipée dans la résistance, s'exprime par :
p s =3VTcos(p s . Le diagramme de la figure 2.10 montre, lorsque la résistance rs est
négligée, que : (X^ +x s )P coscp5 = E'r) sin p . On en déduit que :
ps =3V sE^ r )sinp/(X t i+x s) . Puisque E ^ X ^ I " , la relation précédente s'écrit:
ps
 = ï—3VsI'r sin p . Par conséquent, le point de fonctionnement, s'il existe, doit être
X + s
tel que :
I'rsinp = Iscos(ps [11.35]
Pour exploiter [11.35], il suffit de prendre en compte le fait que : p=e+cps. La relation [11.24],
dans la mesure où : £=e+7t/2 avec e positif, conduit, en considérant la valeur positive de la
racine, à :
sine = —, cose =
) 2 + r , r 2
de sorte qu'en utilisant [11.23], l'équation [11.35] à résoudre devient :
T ^ — [H.36]
113
L'équation [11.36] peut encore se mettre sous la forme :
g V (L^ + T )[Ll - (L^ + ï )(L|J + l r )] - gcoRCcor'r L\ - rir2 (L^ + ï ) = 0 [11.37]
On aboutit à une équation du second degré en OÙ qui, en posant :
A ^ + r H L ^ - O ^ + ÏXL^ + r ) ] ; B = RCr'rL2kl; D = T"2ÇLII + Î)
s'écrit :
0Û 2 ( A - B ) - CÙCO ' ( 2A - B ) - D = 0 [11.38]
Sa résolution conduit à une expression de co en fonction de co' et des éléments
constitutifs de la machine. Il apparaît une troisième différence relativement à la procédure
classique, à savoir que la définition de co ne repose que sur la résolution d'une équation du
second degré où, parmi les constantes, figure la vitesse de rotation des pâles.
III.2.3) Expression simplifiée de la pulsation de fonctionnement
Les expressions obtenues se simplifient notablement si l'on néglige x's et x'r devant
Dans ce cas, [11.37] devient :
[II.39]
relation qui peut encore se mettre sous la forme:
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CO - CÙCO ' + -
RCL,
= 0 [11.40]
La résolution de l'équation du second degré en co, comme co doit être proche de co', conduit
à la racine unique :








On vérifie tout d'abord que co est bien inférieur à co'. Supposons la quantité
4r'r 4r'r co2
= -^ faible devant 1. En utilisant le développement limité au premier ordre
RCL,,co'2 R co'2
de la fonction liée au radical, il vient :
d'où la valeur de gco :
Ï C O = - - r" co,o
RCL^co' R co'
[11.42]
On note que cette quantité donnée par [11.42] n'est autre que [11.39] où l'on pose co2 = coco'.
L'équation [11.42] peut encore s'écrire :
co = co'+go —si-
ci)




 2 ,; 2 [H . 44 ]
Rco - r C0n
Comme co' et coo sont théoriquement proches et que r'r est petit devant R, l'expression
précédente de g, en utilisant la définition de go donnée par [11.16], devient :
On voit donc apparaître une quatrième différence avec la procédure classique. Avec des
hypothèses simplificatrices identiques (N<L^), on obtient, en utilisant la méthode proposée,
une pulsation qui est toujours fonction de la vitesse de rotation des pâles.
III.2.4) Valeur efficace de la tension
• Nous avons précisé que [11.37] conduisait à la valeur de co et donc à celle de g puisque co'
constitue une variable d'entrée. Par conséquent, R, C et co définissent (ps conformément à
[11.28] et [11.29]. Les quantités co et g permettent d'exprimer, compte tenu de [11.22] et
[11.23], en fonction de Is, la valeur de F r (Fr=KIs).
Pertes fer statoriques négligées. La relation [II.4] conduit à :
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on
Comme : Ps = 3RI2 = 3RIs2 cos2 cps = J Is2, p) = 3rsls2, p) = 3r'r K2Is2 ; il vient
1 + R C co
i;
3




. • - J ^ ^ ^ [...47]
3 (l + R 2CV) ( r ' rK 2+ r s )
RIS
Conformément à [11.27] qui définit Vs : Vs =
 T =j-r-, on obtient :R2C2C02I n
-, 1/2f
— 2 2 2 ! 2 [H.48]
3 (l + R2C2co2)(r' rK2+rs) + Rj
P w en compte des pertes fer statoriques. Comme déjà précisé, il suffit, pour prendre en
compte les pertes fer statoriques, de substituer dans les différentes relations une résistance
RR
R'= — à R. Dans ces conditions, au niveau des bilans des puissances, p! est inclus
R + R,
dans Ps. Pour avoir la puissance réelle consommée dans la charge, il suffit de soustraire à Ps
3ys2
la quantité . Les expressions [11.47] de Is et [11.48] de Vs montrent, contrairement à la
Rn
procédure classique, que ces quantités sont, de manière explicite, fonction de R. Elles sont
donc tributaires des pertes fer statoriques.
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III.2.5) Expression simplifiée de la tension
On néglige dans ce cas r , Pf, x et x'. Si l'on utilise l'expression simplifiée de la pulsation,
ou plutôt celle de g(û donnée par [11.42], la relation [11.23] conduit à définir K par :
1
K = /2 [11.49]













Pour retrouver l'expression [11.21] de Vs relative à l'approche traditionnelle, comme co' est
très proche de (û, il convient de vérifier l'inégalité :
1 + R 2 C V r'r
ù'2 R
•«1 [11.51]
1 + R2C2û)2Puisque r'VR est petit devant l'unité, il suffit que :
 2 2 a soit inférieur ou proche de
l'unité. Cela se traduit par L2 supérieur ou voisin de l'unité. Donc L doit être voisin ou
supérieur à l'unité :
L^ supérieur ou voisin de 1 [11.52]
On a donc là, la cinquième différence avec l'approche classique : Pour retrouver des
expressions qui donnent des résultats similaires, il nécessaire, avec l'approche proposée, de
vérifier [11.52].
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IV) SYNTHESE DES RESULTATS
Pour procéder à cette synthèse, nous nous proposons tout simplement de récapituler
dans le tableau 2.1 les différents résultats en précisant les hypothèses simplificatrices. Ces
dernières se cumulent lorsqu'on se déplace du haut du tableau vers le bas.
Bien que les hypothèses simplificatrices soient moindres en utilisant le modèle
proposé, on note que l'on obtient des relations qui sont beaucoup plus facilement
exploitables. Pour aboutir dans certains cas à des relations similaires, il faut, avec notre
procédure, des hypothèses plus nombreuses. Les applications numériques nous permettront
d'apprécier le degré de précision des résultats obtenus.
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Débit sur charge résistive R
g o "
 R Cùn
Approche traditionnelle Approche proposée
Hypothèses : ps{ et/négligés
Autre hypothèse : X^ ramené à l'entrée
r_ , -, 1/2
(û0 < Cû < C00
go
co supérieur a coo
R
<g<gc
Résolution d'une équation du 4eme degré pour
déterminer (û et g




Vs dépendant des pertes fer statoriques
Par le biais de g




co inférieur à COQ
-11/2
Résolution d'une équation du 2eme degré pour
déterminer CÛ et g




Vs dépendant des pertes fer statoriques
Hypothèse : l négligé
1
Hypothèses : x5 et x'r négligés
CÛ=COO
g=go








• R 2C 2CÛ ' :





En considérant un débit sur charge résistive, nous nous proposons de comparer les
résultats numériques prédéterminés par les deux approches à ceux déduits de
l'expérimentation. La machine considérée présente les caractéristiques suivantes :
220/380V, 7.6/4.4A, 50 Hz, 1.5kW, 1455tr/mn.
La vitesse de rotation de l'arbre est notée Q' : Q'=Cù/p où p représente le nombre de
paires de pôles de la machine (p=2). La vitesse synchrone Qs est donnée par co/p.
Le fonctionnement en génératrice de la MAS couplée en étoile est obtenu en entraînant
celle-ci par une machine à courant continu (MDC) fonctionnant à flux constant. Pour
obtenir une détermination précise de la vitesse de rotation du rotor, nous avons déterminé la
fréquence d'une composante harmonique du courant statorique engendrée par l'effet de
résonance de denture [29]. Les caractéristiques de construction de la machine (nombres
d'encoches et de pôles) montrent que cet harmonique, qu'il convient de reconstituer en
considérant les raies latérales distantes de ±f, évolue à 72 fois la fréquence de rotation du
rotor [30].
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V.l) Paramètres de la MAS.
L'essai classique à rotor bloqué effectué sur cette machine conduit aux valeurs
suivantes: rs+r"=11.2Q, N=0.04H. Comme cet essai est réalisé sous tension réduite, la
valeur de Nco est définie en l'absence de saturation.
Une méthode Volt-Ampèremètrique permet d'estimer rs : rs=5.35Q. On en déduit
donc que r'r=5.85£2. En admettant qu'il y a un rapport de 1.5 entre les inductances de fuites,
on obtient : ls=24mH, l'r=16mH.
L'essai au synchronisme sous tension variable permet de tracer la caractéristique
V s (F ) . Comme dans ces conditions particulières : Is = 1^  = ISR, cette caractéristique
permet d'estimer la loi d'évolution de E^ (1^ ) en prenant en compte la chute de tension
dans l'impédance primaire : Vs -E*R = (rs cos(p^ + xs sincp^)^ où cp^  représente
l'argument de la branche magnétisante (X^ en parallèle avec R^). La quantité q> étant
proche de nl2, il vient : ESR - Vs - x 5^ .
Comme la composante active du courant magnétisant est très faible face à sa
composante réactive, il est possible de confondre le courant magnétisant avec sa
composante réactive de sorte que : X^ = E^ / I^ . On en déduit par conséquent que le
rapport Vs IV permet de définir la loi d'évolution de X^+x s en fonction de 1^. La
caractéristique présentée à la planche 1 donne la loi d'évolution de E^ en fonction de VR .
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Nous avons également représenté sur cette planche la loi de variation du coefficient À défini
en V.2.1 du premier chapitre : X = —— = ——, sachant que LHM, valeur de L dans la
zone non saturée, vaut : L^M = 0.370H.
On note que la saturation apparaît pour ISR ~ 1.6A, Vs=180V (Vs / Vns = 0.8 ). Il convient de
signaler que nous avons défini [31] une procédure particulière qui permet de tracer cette
caractéristique. Il s'agit de connecter une batterie de condensateurs variables (batterie de
condensateurs associée à un autotransformateur) aux bornes du stator et de relever des
points de fonctionnement à puissance active et réactive nulles échangées avec le réseau.
Le couple sur l'arbre de la MAS se déduira de mesures effectuées sur la MDC dont
le couple de pertes rpoc> au régime nominal, est estimé à 0,3 Nm. La résistance roc de
l'induit de cette machine vaut 3,9 Q. Les pertes mécaniques pm à vitesse nominale de la
MAS ont été estimées à 50W. Il convient, pour déterminer le couple de pertes de la MAS,
de prendre en compte les pertes fer rotoriques p[ engendrées par les harmoniques
d'induction générées par la denture [32] qui ne sont pas, comme précisé dans la littérature
classique, négligeables (ce terme est englobé dans ce qui est qualifié de pertes
supplémentaires). Au régime nominal, elles sont voisines des pertes de fer statoriques p^.
Nous adopterons comme valeurs : pr{ = p* = 30W. On en déduit que R^ est peu différent
de 4820Q.
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Les pertes pm et pT{ définissent au régime nominal Fp : Fp=0.5Nm. Nous admettrons ces
couples de pertes constants dans la plage de fonctionnement considérée. En notant UDC et
IDC la tension et le courant d'induit de la MDC, il conviendra, dans les relations qui
définissent Vs, d'adopter pour Fa la valeur :
ri -^^  r v
1
 -^ rv"1 •*• n p J- T~\C
a ~ Q , -1 pDC
Les indications portées par la plaque signaletique de la MAS permettent d'estimer le couple
électromagnétique nominal de cette machine. Il vient : Fen = Fa + Fp = 10.35Nm.
V.2) Relevés expérimentaux
Les expérimentations ont été réalisées pour différents couples de valeurs [R, C]. Les
résultats présentés concernent les couples suivants :
[R=366Q, C=30.1MF] : œO=299.6rd/s (f0/fn=0.954), gO=-1.6O%,
[R=239Q, C=30.1|uF] : 0)0=299.6rd/s, (f0/fn=0.954), gO=-2.45%,
[R=366Q, C=33.7juF] : coO=283.2rd/s, (f0/fn=0.901), g0=-1.60%,
[R=239&, C=33.7/iF] : (ûO=283.2rd/s, (f0/fn=0.901), gO=-2.45%,
Pour chaque point de fonctionnement nous avons mesuré :
- la vitesse de rotation Q' de l'arbre de la machine,
- la tension Vs et le courant Is,
- la fréquence f des signaux statoriques,
- le courant IDC et la tension UDC-
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Nous avons regroupé sur la planche 2, en fonction de Q7Qsn (nsn=157.08rd/s), les valeurs
de r a / r e n (relation [11.53] et Ten =10.35Nm), f/fn (fn=50Hz), Vs/Vns (Vns = 220V) et g
en % donné par : g -100Q -Q'
La figure 2.11 présente, pour ces différents couples [R, C], les lois de variation,
déduites de l'expérimentation, de Vs/Vns en fonction de Q7Qsn. Ces courbes présentent
deux zones. La première où Vs croît très rapidement en fonction de Q.', les points
correspondants sont ceux obtenus juste après l'auto-amorçage. Dans la seconde zone, la
tension varie linéairement avec la vitesse avec un coefficient directeur faible. Cette zone,
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Figure 2.11 Evolution de la tension statorique
Les résultats qui figurent dans les différents tableaux montrent que :
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- g croît légèrement lorsque la vitesse augmente, ce qui est conforme à [11.45],
- la fréquence croît linéairement avec la vitesse conformément à [11.43].
On note d'autre part que 00 est inférieur à C0o pour les premières valeurs de &7Q s n , ce qui
corrobore la propriété énoncée dans le tableau 2.1 concernant l'approche proposée.
Cependant, très rapidement, (0 devient supérieur à C0o, ce qui semblerait donner crédit à
l'approche traditionnelle. Il convient cependant de remarquer que ce passage
co< CÙ0 => co> ooo se produit pour des valeurs de Vs qui coïncident avec l'apparition de la
saturation dans le circuit magnétique ( Vs / Vns ~ 0.8 ).
Nous allons à présent prédéterminer les caractéristiques (fréquence, glissement,
tension) à partir des variables d'entrée Q' et Fa, précisées, pour chaque couple [R, C], sur la
planche 2. L'étude est réalisée en considérant tout d'abord le modèle usuel de la MAS
(approche MAS), puis le schéma équivalent proposé (approche GAS). Dans chaque cas, on
considérera les expressions générales puis les expressions simplifiées. Les pertes fer
statoriques seront négligées et les autres hypothèses formulées (prise en compte ou non de
rs et (ou) de Nû)) seront clairement précisées en faisant référence aux relations mises en
œuvre dans chaque cas.
V.3) Predetermination des caractéristiques en négligeant la saturation
Les valeurs de L(i et de ls valent respectivement 370mH et 24mH.
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V.3.1) Utilisation du schéma usuel de la MAS (approche MAS)
Les différents résultats obtenus sont regroupés sur la planche 3.
• Utilisation des expressions générales (valeurs numériques de gauche).
Les valeurs de f et de g% sont déduites des relations [II.5] à [II.8] en négligeant rs. Nous
avons également calculé la valeur du glissement g'% à partir des valeurs de Q,' (données) et
de Qs calculées à partir des valeurs prédéterminées de f. Les valeurs de Vs sont déduites de
[11.18] en tenant compte de rs et de Nco.
• Utilisation des expressions simplifiées (valeurs numériques de droite).
Les valeurs de f et de g% s'obtiennent à partir des relations [11.19] et [11.20] en
négligeant rs mais également NCÙ. Le glissement g'% est défini comme précédemment. Les
valeurs de Vs déterminées en négligeant rs et Nco sont déduites de [11.21].
V.3.2) Utilisation de la procédure proposée (approche GAS).
Les valeurs numériques obtenues sont regroupées sur la planche 4.
• Utilisation des expressions générales (valeurs numériques de gauche).
Les valeurs de f sont déduites de [11.38], donc en négligeant rs. Le glissement g% est
déterminé à partir de Q' et de f. La tension Vs aux bornes du stator résulte de l'exploitation
de [11.48] en tenant compte de rs et Nco.
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• Utilisation des expressions simplifiées (valeurs numériques de droite).
Dans ce cas, on néglige, pour la détermination de f et de g et Vs, les quantités rs et
Nu). Les valeurs de f résultent de l'exploitation de [11.41]. Comme précédemment, les
valeurs de g% sont déduites de Q' et de f. Vs est déterminé en utilisant [11.50].
V.3.3) Caractéristiques.
Pour chaque couple RC nous représenté, en fonction de Q7Q s n , les lois d'évolution
-de Vs/Vns (planche 5),
- de f/fn (planche 6),
- de g (planche 7),
déduites de l'expérimentation, de l'approche traditionnelle (approche MAS) et de la
procédure proposée (approche GAS). Pour ce qui est des caractéristiques prédéterminées,
nous avons considéré les valeurs déduites des expressions exactes mais aussi celles des
expressions approchées.
• Concernant les caractéristiques Vs / Vns, on note que :
- l'approche MAS utilisant les expressions simplifiées conduit, quelque soit le couple RC, à
des valeurs surestimées, ce qui se justifie eu égard que LM est assez éloignée de l'unité
(relation [11.52] non satisfaite).
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- les trois autres approches (MAS, GAS et GAS simplifiée) conduisent à des valeurs
proches de l'expérimentation avec, cependant, une légère surestimation pour l'approche
MAS,
- l'approche GAS avec expressions exactes conduit, pour des valeurs de R élevées (366£2),
à des valeurs pratiquement confondues avec l'expérimentation.
• Les caractéristiques f/fn(Q7Q sn) sont assimilables à des droites. Les approches MAS
conduisent, comme déjà précisé, à des fréquences indépendantes de la vitesse de rotation du
rotor Q,'. Les approches GAS conduisent, pour un couple RC donné, à des courbes
pratiquement confondues, ces dernières sont très proches de celles déduites de
l'expérimentation en surestimant cependant légèrement les valeurs de f. On note que les
différentes approches donnent des résultats du même ordre de grandeur pour de faibles
valeurs de Q'(Q'/Qm <1).
• Le glissement g prédéterminé par l'approche MAS, que l'on considère les expressions
exactes ou simplifiées, conduit, pour un couple RC donné, à des valeurs pratiquement
confondues. Les caractéristiques tracées se limitent donc à quatre courbes. L'approche
MAS conduit à un glissement constant alors qu'expérimentalement g croît avec Q'. Il est à
noter que les valeurs de g', données dans le tableau II de la planche 3, sont très éloignées de
la réalité. Les lois d'évolution des caractéristiques prédéterminées en utilisant l'approche
GAS ont, pour un couple RC donné, des évolutions semblables à celles déduites de
l'expérimentation. Les deux approches GAS surestiment les valeurs de g. On note que
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l'approche GAS avec les expressions exactes, conduit à des caractéristiques qui coupent
celles définies avec l'approche MAS et ceci pour O7Qsn ~ 1.
V.4) Prise en compte de la saturation
Pour analyser comment la saturation affecte les résultats, nous avons procédé à une
analyse pour le couple R=239Q, C=33.7|iF, en considérant l'approche GAS avec
expressions initiales. Pour ce faire, on utilise tout d'abord les valeurs des éléments définis
en l'absence de saturation. On détermine ensuite les valeurs de Vs / Vns. Tant que Vs / Vns
est inférieur à 0.8, on conserve les valeurs obtenues. Pour Vs/Vns>0.8, on se réfère à la
planche 1 qui donne le coefficient X. A partir de ce coefficient, on modifie les valeurs des
coefficients d'inductance comme précisé dans la première partie. On redéfinit ensuite f, g et
Vs. Les résultats ainsi obtenus sont regroupés dans le tableau 2.1. La planche 8 regroupe les
différentes caractéristiques tracées en considérant les valeurs déduites de l'expérimentation,
celles déduites en négligeant la saturation et en prenant en compte la saturation.
130








































































La prise en compte de la saturation affecte relativement peu la fréquence et la tension
mais, par contre, elle adoucit l'évolution du glissement conduisant à un écart pratiquement
constant entre la loi d'évolution expérimentale et celle prédéterminée. Cet écart constant
laisse supposer que c'est l'imprécision sur la détermination des différents éléments de la
machine qui en est à l'origine. Comme les résultats s'améliorent lorsque LM diminue, nous
pouvons en conclure que l'impédance magnétisante est surestimée. Diminuer LM revient à
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augmenter Cûo, ce qui permet de justifier l'anomalie précédemment constatée quand à co
suivant qu'il est supérieur ou inférieur à coo.
Caractéristique à vide du GAS.




















































































































































































































Valeurs prédéterminées en utilisant l'approche traditionnelle (approche MAS)






































































































































































































































































































































Valeurs prédéterminées en utilisant l'approche proposée (Approche GAS)
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Schéma proposé - R=239Q, C=30.1/iF, CûO=299.6rd/s, gO=-2.45%.
Q'/Qsn
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- approche GAS simplifée
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R=366Q, C=33.7 /iF R=239Q, C=33.7
Planche 6. Evolution de la fréquence statorique
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Planche 8. : Prise en compte de la saturation, R=239 Q, C=33.7
CHAPITRE III
ETUDE EN REGIME DYNAMIQUE DU GENERATEUR
ASYNCHRONE
L'auto-amorçage d'une génératrice asynchrone fonctionnant en mode isolé n'est possible
que si :
- il y a présence d'un rémanent,
- un système (généralement une batterie de condensateurs) peut fournir la puissance réactive
nécessaire au fonctionnement en génératrice de la machine.
C'est l'aimantation résiduelle de la partie massive du rotor qui est à l'origine du rémanent.
Au démarrage du générateur, le vecteur qui représente l'induction rémanente a une orientation
qui dépend des conditions de coupure. Pour modéliser ce rémanent, notamment d'un point de vue
numérique, nous considérerons trois bobines, de nea tours effectifs chacune, portées par les axes
des phases rotoriques. En modifiant les valeurs des différents courants continus injectés dans ces
bobines (courants supposés à somme nulle), on agit sur l'amplitude du vecteur espace induction
rémanente, de même que sur son orientation. Ce vecteur est solidaire du rotor. Pour des courants
injectés constants dans l'enroulement triphasé de n* tours, le vecteur "induction rémanente"
conserve une position fixe par rapport à dr. Le fait de considérer un système triphasé pour traduire
le rémanent permet de conserver, lors de la mise en équation globale, une certaine symétrie à
l'ensemble du système qui est supposé bipolaire et constitué d'un stator et d'un rotor triphasés.
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Supposons le rotor entraîné à la vitesse co' et le stator connecté à l'ensemble «charge et
condensateurs». Le rémanent induit au stator un système triphasé équilibre de f.e.m. es(a) de
pulsation to' et dont la valeur efficace est fonction de l'amplitude du vecteur induction rémanente
mais également de to'. Tant qu'il n'y a pas eu auto-amorçage, cette machine se comporte en MS.
Les questions qu'il convient de se poser sont les suivantes :
1) pourquoi ce fonctionnement en MS conduit brusquement à un fonctionnement en GAS ?
(apparition aux bornes du stator de signaux de pulsation Cû avec co c^o')
2) quels sont les paramètres qui autorisent ce changement d'état et comment l'influencent-il ?
Les phénomènes mis en jeu lors de cette phase d'auto-amorçage sont complexes et font
intervenir les constantes de temps transitoires et subtransitoires de la machine [13]. Seule une
étude numérique autorise à prendre en compte globalement ces différents paramètres. Cependant,
comme toute exploitation numérique, cette dernière ne permet pas systématiquement de répondre
de façon satisfaisante aux deux questions qui sont posées. Pour y parvenir, il est nécessaire de
considérer un modèle du système plus simple qui permet une exploitation analytique. Ce modèle,
par les hypothèses simplificatrices formulées, conduira à des expressions sans doute contestables
et aura le mérite de permettre de comprendre physiquement l'enchaînement des différentes
séquences.
Pour traiter de ce problème, nous découperons ce chapitre en trois paragraphes en supposant
la charge constituée d'une résistance pure R. Le premier sera consacré à l'approche physique des
phénomènes. Le second traitera de la formulation mathématique globale (mettant en œuvre le
vecteur complexe) et la simulation numérique. L'aspect expérimentation et comparaison des
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résultats fera l'objet de la troisième partie. Notons que l'aspect formulation globale du problème
permettra d'apprécier l'influence de la saturation sur cette phase transitoire particulière.
I) INTERPRETATION PHYSIQUE DES PHENOMENES
Pour cette analyse, nous allons supposer que partant d'une vitesse co' nulle, on augmente
celle-ci progressivement. Si cette montée en vitesse est suffisamment lente, il est possible de
considérer que le comportement du système est assimilable à une succession d'états stationnaires.
Avant que la machine ne s'amorce (courants irq nuls), le schéma équivalent de ce dispositif,
présenté à la figure 3.1a, résulte de celui de la MS donné à la figure 1.41a en adaptant les
notations. L'étude réalisée au premier chapitre permet d'associer au schéma de la figure 3.1a
celui de la figure 3.1b.
Figure 3.1 (a) Schéma équivalent
monophasé de la génératrice asynchrone
Figure 3.1 (b) Schéma équivalent monophasé
de la génératrice asynchrone modifié
En considérant les valeurs instantanées, le système de la figure 3.1b, en posant L = Lr + V, en
négligeant la saturation et en faisant abstraction du repérage des phases, est caractérisé par les
équations suivantes :
s. T di s
~d7
144
En combinant ces expressions, on obtient l'équation différentielle du second ordre à coefficients
constants suivante :
^-4- + f — + — — + — fl + — vs =— e' [III. 1]
dt2 ( L RCJ dt LC^ R) LC ( )
La solution particulière de cette équation, pour un état stationnaire caractérisé par une vitesse de




+ jco' r sC + —
L'équation [III.2] caractérise en fait le comportement de ce système fonctionnant en MS lors d'un
régime harmonique.
Supposons que lors d'un des états stationnaires caractérisés par cette solution particulière,
le système soit soumis à une perturbation. La réponse du système est obtenue en ajoutant à [III.2],
la solution en régime libre qui n'est autre que celle de [III. 1] avec le second nombre nul.
L'équation caractéristique de cette relation s'écrit :
)
(L RCJ LC[ RJ
Elle admet pour discriminant :
A = . \ . [r'RC + l J — [R + rs]
L2R2C2 J LCR
et pour racines :
x= — [rsRC + L]±—!— [(rsRC + L)2-4LCR(R
2LRCL J 2LRCL
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Pour que puisse naître un fonctionnement du type GAS, il convient qu'apparaissent des
oscillations, donc que les racines soient imaginaires, nécessitant par conséquent que À soit
négatif. Cette condition est vérifiée pour :
4LCR(R + rs) > (rsRC + L)
Supposons cette condition vérifiée, les racines s'expriment par




Cùa = —!— [4LRC(R + rs ) - (rsRC + L)2
2LRC
La solution de l'équation sans second nombre s'écrit
vs =
Ce terme de pulsation (ùa va engendrer au rotor un courant de pulsation gcoa
avec g = (coa -a)')/coa. Le régime libre peut donc conduire, si [III.5J est vérifiée, à un
fonctionnement du type GAS.
oc tLe terme en e a conduit théoriquement à annuler vs défini par [III.9]. Cependant, si cette
solution en régime libre conduit à un état qui peut s'auto-entretenir, il y a apparition d'un
nouveau type de fonctionnement. En régime établi, la réponse du système résultera de la
superposition de deux états : celui caractéristique de la MS donnant naissance à des signaux de
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pulsation co' et celui auto-engendré, caractéristique du fonctionnement du GAS, conduisant à des
signaux de pulsation co.
Notons que durant cette phase d'auto-amorçage, le système va réagir de façon à s'opposer
à l'apparition de ce nouvel état. Cette opposition peut se traduire par la disparition du rémanent,
ne donnant finalement en sortie qu'un seul état : celui propre au GAS. C'est lors de la coupure du
GAS que les courants induits au rotor, vont être à l'origine d'une nouvelle induction rémanente
qui a de fortes probabilités de présenter des caractéristiques différentes de celles qui ont donné
naissance à ce régime.
Nous avons précisé que [III.5] devait être satisfaite pour qu'un fonctionnement type GAS
puisse apparaître. Une autre condition doit également être vérifiée, à savoir que g doit être
négatif, donc que : cù'>coa. La valeur de coa définie par [III.8] correspond en fait à la vitesse
critique d'autoamorçage co'c qui se traduit par :
co'c>—!— [4LRC(R + r s ) - ( r sRC + L) 2} / 2 [III. 10]
2LRC






Si, d'autre part, on néglige l'inductance de fuite statorique, L s'identifie à L r qui n'est autre que
Ly. L'expression de coo définie en [11.11] û)0 = . conduit alors à l'inégalité suivante
[III. 12]





On note qu'il y a une parfaite compatibilité entre les contraintes imposées par ces deux
relations qui ont été établies en suivant des démarches totalement différentes (bilan des
puissances et stabilité pour [11.34], oscillations auto-entretenues pour [III. 12]).
Les relations [III. 10] à [III. 12] montrent que l'amplitude du rémanent (à condition que ce dernier
ne soit pas nul, puisque les inductances ne sont définies qui si is existe) de même que l'orientation
du vecteur induction correspondant ne jouent aucun rôle dans la définition de cette vitesse
critique. Les paramètres essentiels définissant û)'c sont L et C. La résistance R joue,
conformément à [11.48] ou [11.50], sur la valeur de la tension qui apparaît au stator. Si durant cette
phase d'auto-amorçage, cette tension prend des valeurs trop élevées, il y a saturation du circuit
magnétique et par conséquent diminution de L. Cette réduction s'accompagne d'une
augmentation de co'c. Pour éviter ces problèmes, il convient, lors de l'auto-amorçage, de contrôler
la valeur R.
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Avec l'approche traditionnelle, utilisant le schéma équivalent classique de la MAS, nous
avons montré (relation [11.19]), avec les mêmes hypothèses, queco = co0. Cela implique que (û'c
doit être supérieure à coO. Les exploitations numériques effectuées dans le second chapitre
montrent que cette condition n'est pas systématiquement vérifiée, notamment pour les faibles
valeurs de Fa. En fait cette condition : co'c>co0, se retrouve à partir de [III. 12] lorsque R est
infini.
Cette vitesse critique d'auto-amorçage permet l'entrée en fonctionnement du GAS. Pour
déterminer les caractéristiques du point de fonctionnement correspondant à l'état d'équilibre final
(pulsation œ, vitesse de rotation des pâles liée à co' du système), il est nécessaire de prendre en
compte des considérations liées aux couples (couple électromagnétique compensant, au couple de
pertes près, le couple résistant présenté par la charge).
Cette approche physique des phénomènes, qui conduit a priori à des résultats plausibles,
porte sur un schéma équivalent qui, théoriquement, ne fait que traduire le comportement du
système en régime harmonique. Pour vérifier et définir les limites de validité des relations
établies, il semble nécessaire de considérer le système dans sa globalité en utilisant un
formalisme mathématique adéquat. C'est ce que nous nous proposons de faire dans le paragraphe
qui suit.
II) MODELISATION NUMERIQUE DU GENERATEUR
Nombreuses sont les études qui appréhendent ce problème d'auto-amorçage de manière
numérique [33], [34], [35], pour déterminer ce qui est qualifié de capacité critique
d'autoamorçage. La transformation utilisée est celle de Park (transformation à deux axes). En qui
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nous concerne, nous mettrons en œuvre la transformation à un axe qui a recours au vecteur
complexe [18], [36]. La structure considérée est celle présentée à la figure 3.2.
Figure 3.2 Transformation à un axe
II. 1) Equations de fonctionnement
En convention M, les équations temporelles de tensions qui régissent le fonctionnement






En utilisant la transformation à un axe (vecteur complexe), les équations de tensions qui
régissent globalement le fonctionnement des armatures triphasées se présentent sous la forme :
ys = r s i s +— \\fs [III. 13]
dt—
vr =rrir+—\\fr [III. 14]
d t~
va =r a i a+—\{/ a [III. 15]
dt—
Ces relations sont définies dans leur référentiel d'origine ([III. 13] dans le référentiel
statorique, [III. 14] et [III. 15] dans le référentiel rotorique).
En ce qui concerne les vecteurs flux embrassés, comme le rotor porte deux enroulements
triphasés, il convient de distinguer la mutuelle inductance cyclique Msr entre l'enroulement
rotorique proprement dit et le stator, de celle Msa qui caractérise le couplage magnétique entre
l'enroulement qui génère le rémanent et le stator. De façon générale, le flux \|/ embrassé par les
enroulements d'une armature résulte des effets principaux et des fuites : \|/ = \i/ + \i/ .Le flux
— — P —f
embrassé, correspondant aux fuites, s'exprime de façon générale par\|/f - 1. Pour ce qui est des
composantes principales des flux embrassés, il vient :
y 8 = Lsis +M sri'r+M sai'a [m. 16]
\)/r = L/ir +M rsi's+M raia [III. 17]
Va = Laia +M asi's+M a ri r [III. 18]
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Rappelons que l'absence d'indice au niveau d'une variable précise que celle-ci est définie
dans son propre référentiel, l'utilisation de l'indice prime signifie que cette variable est définie
dans l'autre référentiel. Dans ces conditions, les relations relatives au passage d'un référentiel à
l'autre sont les suivantes :
i's = ise~Je [III. 19]
i'r = ire J° [111.20]
i'a = iaeJe [111.21]
II.2) Coefficients d'inductance
Pour définir les coefficients d'inductances cycliques, il convient de formuler les expressions
analytiques des vecteurs flux embrassés. Pour cette détermination, nous utiliserons la méthode
globale qui consiste à définir les inductances cycliques à partir de la f.m.m. résultante d'entrefer
et donc de l'induction d'entrefer be qui sera exprimée dans le référentiel lié au stator.
- Le stator relativement à dscrée une f.m.m. d'expression :
[111.22]
- Relativement à d \ le rotor et l'enroulement d'auto-amorçage créent les f.m.m. suivantes :
f r - i r
V =fa9i[iae j a r I [III.24]
avec :
- n ; f r=-< fa=-
n n u
152
- La f.m.m. résultante s'obtient en sommant les effets des trois enroulements triphasés portés par
les deux armatures après avoir exprimé les différentes quantités dans un seul et unique référentiel.
En considérant le référentiel lié àds, il vient :
[111.25]
n ' L J
avec i^ le vecteur complexe du courant magnétisant défini dans le référentiel statorique :
i sm=i s+^f-i ' r + ^ - i ' a [111.26]
On en déduit donc que l'onde d'induction d'entrefer définie dans le référentiel statorique est
donnée par :
ne
Le vecteur complexe du flux embrassé statorique \|/s, ne prenant en compte que les effets
—p
principaux, défini dans le référentiel statorique, résulte de la définition du vecteur complexe. En





On en déduit donc que :
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On en déduit immédiatement que le vecteur complexe du flux embrassé par l'enroulement
d'auto-amorçage défini dans le référentiel rotorique s'exprime par :
VJ^-RL^nXCe-J9 [111.30]
L'expression de i^ donnée par [III.26], compte tenu des relations [III. 19] à [111.21], permet
d'exprimeri^e ^ , qui n'est autre que le vecteur complexe du courant magnétisant défini dans
le référentiel rotorique et notéi'^ :
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Les équations [III.16] à [III.18] permettent, par identification, d'exprimer les inductances
cycliques. En posant : K = - R L ^ [111.31]
n e
on obtient successivement :
1/ = Knf M sr - KnX
Lr = Knf M sa = Knsenenl
La = K n f M ra =
On note que les expressions de Ls et Msr ne sont autres que celles que nous avons définies au
paragraphe II.4.3 du premier chapitre. La procédure, que nous avons retenue pour prendre en
compte les fuites, conduit alors à :
y" = isis, y j = I i r , y a = iaia, avec, t =ÀsLs,fr =\TLT, t =Xah\
(Às,Àret Àa étant des coefficients constants petits devant l'unité)
II.3) Changement de référentiel
D'ordinaire, on substitue au référentiel triphasé un référentiel diphasé. En considérant le
référentiel statorique, ce référentiel diphasé est défini par les axes ds et qs avec qs en quadrature
sur ds. En associant à ce référentiel un plan complexe (figure 3.3), is est défini :
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Le changement de variable \|/'s = y se •* conduit à exprimer l'équation de tension [III. 13] dans
le référentiel rotorique : y's = rsi'sH—\|/'s+jcù'\|/'s, de sorte que le système à résoudre s'écrive :
dt ~~
y's = rsi's +—\j/'s+j(o'\|/'s [111.32]
dt — —
y r=r r i r+—\ | / r [III. 14]
d t~
v a= r a i a+ —Va [III. 15]
d t~
avec :
Y = Lr(l + Àr)ir +M rsi's+M raia [111.33]
\|/a =L a( l + Àa)ia+M asi's+M "'i' [111.34]




II.4) Equation relative au récepteur
Le système d'équations qui régit le fonctionnement de la machine est donné par les trois
équations [III.32], [III. 14] et [III. 15] où interviennent les trois courants i's, ir et \ . L'objectif
recherché est d'obtenir une équation différentielle unique liant y's à i's permettant d'analyser le
phénomène d'autoamorçage.
Pour ce faire, il suffit de travailler par substitution en utilisant les expressions des flux
embrassés données par [111.33] à [III.35]. Il convient également de prendre en compte l'équation
de tension qui régit le fonctionnement de l'ensemble RC. Celle-ci, dans le référentiel statorique,
S j S
V QV
et en convention G, s'écrit : is = — + C—^. En convention M, on inverse le sens du courant is,
R dt








Nous poursuivrons cette étude en supposant les bobines de na alimentées en courant. La
variable ia présentera donc un module constant et une position fixe dans le référentiel dr, qr quel
que soit l'état du générateur.
• Au départ, avant que la machine ne s'amorce, l'onde d'induction d'entrefer s'identifiera avec
celle engendrée par ia. Cette onde, synchrone à la vitesse du rotation du rotor, évoluera à la
vitesse Cû'. Aucun effet ne sera induit dans les enroulements rotoriques, par contre il apparaîtra un
système triphasé de tensions de pulsation co' dans les enroulements rotoriques.




Si l'on considère [III.32] et [111.35], comme ^ - = 0 et que les coefficients d'inductance
dt
s'assimilent à des constantes, il vient:
^ - + jco'M s ri r+M s r ^ - + jto'M saia [111.38]
dt dt
Comme vr=0, il est possible d'exprimer, compte tenu de [III. 14], i s en fonction de ir et de ia. Les
équations [III. 14] et [111.33] conduisent à:
^ - = -M " ^ 1 [111.39]
dt dt
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T r=L' r/r r [111.42]
La résolution de l'équation sans second membre de [111.39] conduit à: ir = Aexp( - t /x r ) . La
dA
méthode de variation de la constante permet d'exprimer —= :
dA M sr , ,
 r xdi' s
- = = exp(t/x ) ^ —
dt L'r F dt
de sorte que A s'écrit:
D'où l'expression de ir :
M sr . , ,
 r di's
— Jexp(t/x ) - ^ -
J_/ C i l





dt L'r [ dt
d T i
J
 dt J [111.44]






y's = [rs +jL'sco']i IS+[L's-L*s]^-L*s(jco'-—)exp(-t/x r)/exp(t/T r ) ^ - d t + jco'M saia
dt T r dt
[111.46]
II suffit à présent de prendre en compte [111.37] qui définit i's en fonction de y's. Cela conduit à
l'équation différentielle qui permet d'analyser la phase d'auto-amorçage [37]. Celle-ci, en posant
ALS=L'S-L*S [111.47]
s'exprime par :
[ j ] [ j C ] j ^ J ^ | [ j ] [
-L*s[jœ'—^]exp(-t/T r)JjCjexp(t/t r ) d ( ( d - }dt + —fexp(t/x r ) ^d t+C/exp( t /x r ) ^ ^
T r [ dt R dt dt
= jœ'Msaia [111.48]
II.6 Equation mécanique
L'équation d'auto-amorçage [111.48] définit y's en fonction de Cû'. Le fait que CÛ' soit une
variable fonction du temps nécessite, pour résoudre [111.48], de prendre en compte l'équation
mécanique du système [111.49]. En notant J le moment d'inertie, supposé constant, de l'ensemble
mécanique ramené sur l'arbre du GAS, il vient :
[in.49]
avec Te donné par le produit vectoriel :
r e=-\ | / ' sAi ' s [111.50]
quantité qui, en considérant les composantes des vecteurs complexes, s'écrit :
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III) RESOLUTION NUMERIQUE DE L'EQUATION D'AUTO-AMORÇAGE
Le problème se résume à résoudre numériquement et simultanément l'équation de tension
[111.48] et l'équation mécanique [III.50]. Ce système est très complexe cependant, comme les
constantes de temps magnétiques, électriques et mécaniques ne sont pas du même ordre de
grandeur, il est tout à fait possible, pour la résolution de [111.48], de découpler le mode mécanique
des deux autres modes (principe de séparation des modes).
IIL1) Résolution de l'équation de tension
Considérons un intervalle de temps donné (At= tn+1 — tn ), avec Àt petit devant la constante
de temps mécanique. On suppose connu l'état du système à tn et on cherche celui à tn+l. Le
principe de séparation des modes permet de supposer que co' conserve une valeur constante sur
l'intervalle d'étude et égale à la valeur prise par OÙ' à tn. Sur l'intervalle d'étude dco'/dt est donc tout
d'abord supposé nul. L'équation [111.48] peut alors se mettre sous la forme
, ,s , 2
 1S t_ J_ t_
A 1 v ' s +B 1 ^ + Ç 1 - ^ - + D1e~7Je7y' sdt=E IeV +F, [111.52]
avec :




— H — H -—
En posantu = JeT' v's dt, on ob t i en t^ = eT' y's, soity's = - ^ e x'.
dt dt
En dérivant successivement v's par rapport au temps, on obtient ses dérivées première et seconde
qui seront remplacées dans l'équation [111.52], permettant ainsi l'obtention d'une équation à
résoudre fonction de u :
En posant :
I2=II+F1eTr
la relation [III.53] peut s'écrire :
d u d u du
— i TD — _l_ P 1 — 4- FI il — Tn TTTT ^ 4 1
dt3 dt2 ~2 dt ~ 2 - ~2
L'équation différentielle [III.54] peut être facilement résolue en appliquant les méthodes






M /'A M du(0 fA ^MO * /*\ d3u(t)
x,(t)=u(t), x2( t)=-j^, x3(0=-^rz et- x4(O=-jr i
Sachant que ] X(t)[ représente la dérivée, à l'instant t, par rapport au temps du vecteur
colonne{x(t)}, il est possible de présenter l'équation différentielle sous la forme classique
M- [111.55]
En appliquant ce raisonnement, l'équation [111.54] peut s'écrire
C, D
x 3 = -
J - I -
^A.'i










































Par la suite, chaque vecteur colonne sera indicé par "t" ou par "tV, selon que l'on traite {x} à
l'instant t ({x}t) ou {x} à l'instant t-At({x}t_At). En adoptant cette écriture, l'équation [111.57]
devient :
| x | =[A]{X}t+{B} [in.58]
f ° 1 (x) -{x}
La dérivée de {x}t au premier ordre s'écrivant \ X i = -^— l~ J ' ~A t , la relation [111.58] devient




avec [i] : matrice identité.
En posons \A']=
At
et{B'}= ]x}t_At -{B}, nous obtenons le système suivant
At
M X } , = {B'} [111.61]
qui correspond à l'équation à résoudre à chaque pas de temps, sachant que {B'} varie uniquement
dans le temps et que [A'] varie dans le temps et en fonction de {x}t dans le cas d'un système non
linéaire (ex : la saturation qui imposerait des coefficients de matrice variables). Ce système
d'équations linéaires ou non peut être résolu, à chaque pas de temps, par la méthode de
substitution qui est la plus simple à mettre en oeuvre, mais qui a l'inconvénient d'être d'ordre 1.
Cette méthode consiste à générer une suite de valeurs approchées {x}" (n étant le nombre
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d'itérations) qui tend vers une solution exacte. Soit{x}"~], une valeur approchée à l'itération n-1,
{x}" est calculée de la façon suivante :
soit le résidu à l'itération n-1 : {R}""1 = -JB'}- |A']"X {xf^, si {R}"'1 * {o} alors on cherche :
{AX}" = M - f e F 1 solution de [A'j "'{AX}""1 = {R}" ' et on pose :
pn.62]
Cette méthode est convergente si elle est correctement initialisée et si le processus mis en
équation est physique. L'initialisation sera faite par la solution trouvée au pas de temps précédent,
qui doit être proche de la solution au pas de temps courant si At est petit. Ce programme de
résolution est fondé sur l'organigramme présenté à la figure 3.5.
DEBUT
Calcul de [A j fe}= M~ M* fe J
Calcul de {AX}" = jÀ]"1 *{R}"
Calcul de
Mise à jour de {R} et de \A']
non
Figure 3.5 : Organigramme de l'algorithme
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Ce programme de résolution de l'équation a été développé sous l'environnement Matlab et permet
d'obtenir de très bons résultats.
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III.2) Résolution de l'équation mécanique
Connaissant les courants à tn+l, il est possible de déterminer le couple électromagnétique
développé par la machine à cet instant conformément à [111.50] ou [111.51]. Si l'expression de Fa
fonction de OÙ' est connue, il suffit de résoudre l'équation différentielle [111.49] pour obtenir la loi
d'évolution de la vitesse sur l'intervalle[ tn, tn+l].
IV) VITESSE CRITIQUE D'AUTOAMORCAGE
Pour nous assurer de la validité de l'approche théorique qui permet de déterminer la vitesse
critique d'auto-amorçage, nous avons procédé à des expérimentations, à la définition de ces
vitesses en utilisant la relation [III. 10] et à des études numériques en utilisant la méthode
précédemment développée. La machine asynchrone testée est celle présentée dans le paragraphe
V du chapitre 2 et les différents résultats obtenus, pour différents couples RC, sont regroupés
dans le tableau 3.1.
• Etude expérimentale.
Dans ce cas, la MDC entraîne le GAS. Partant d'une vitesse nulle, on augmente lentement cette
dernière de façon à pouvoir noter avec suffisamment de précision la vitesse Ne qui conduit à la
phase d'autoamorçage. On en déduit ensuite, compte tenu des caractéristiques de la machine, la
v a l e u r d e c o ' c : ^ 7 ^ 7 3 0 .
• Etude analytique.
On utilise tout simplement la relation [III. 10] pour déterminer la valeur de co'c. Pour analyser
l'influence de la résistance et de l'inductance de fuites statoriques sur cette quantité, nous avons
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également exploité les relations [III. 11] et [III. 12], La valeur de L|j, est celle définie en l'absence
de saturation.
• Etude numérique.
On utilise la relation [111.48] en imposant une montée en vitesse linéaire relativement
lente. Il est par conséquent inutile de prendre en compte l'équation mécanique du système. En
v's
























































Tableau 3.1 Valeur critique d'amorçage
II apparaît que la formulation globale, avec résolution numérique, conduit à des résultats
très proches de l'expérimentation. L'expression analytique [III. 10] donne des résultats qui
semblent également corrects, cependant l'écart avec l'expérimentation croît lorsque R diminue. Le
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fait de négliger la résistance statorique et/ou l'inductance de fuite statorique influence peu la
pulsation critique d'auto-amorçage.
Précisons que l'accélération durant cette phase joue un rôle non négligeable quand aux
phénomènes induits au rotor. Si ces derniers sont comptabilisés avec l'approche numérique, ils ne
sont pas pris en compte avec la méthode analytique de sorte que l'étude est réalisée avec une
montée en vitesse suffisamment lente. Précisons que dans la réalité, l'inertie du système
mécanique va limiter l'accélération du dispositif.
Nous allons, dans les deux paragraphes qui suivent, analyser toute la phase transitoire en
supposant, tout d'abord, le GAS entraîné par une MDC, puis le système de pales d'une éolienne.
L'étude sera entièrement numérique et les résultats en régime établi (à la fin de la phase
transitoire) permettront, par comparaison avec les résultats obtenus dans la seconde partie,
d'apprécier l'exactitude de la procédure.
V) AUTO-AMORCAGE DANS LE CAS D'UN GAS ENTRAINEE PAR UNE MDC
Comme il est apparu dans les parties précédentes, la valeur de la tension statorique dépend
du couple mécanique appliqué sur l'arbre rotorique de la machine asynchrone. De manière à
réaliser une étude complète, il est nécessaire de prendre en compte les équations du système qui
entraîne le GAS, en l'occurrence dans ce cas la MDC. Pour réaliser ces simulations, nous avons
opté pour l'utilisation de l'outil de calcul et de modélisation "MATLAB-SIMULINK", où les
différentes équations électriques et mécaniques des deux machines peuvent être traitées
simultanément et simplement.
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La MDC est celle présentée dans la précédente partie de sorte que les paramètres qui la
caractérisent sont aussi ceux précédemment définis. Dans la mesure où cette MDC est supposée
parfaitement compensée, l'inductance de l'induit peut être négligée. La machine peut alors être
modélisée, durant les transitoires, par les deux équations suivantes :
rDC=KDCiDC [11.64]
avecKDC, la constante de la machine définie à partir des grandeurs nominales :
KDC=1.1955V/rd/s.
Le couple appliqué sur l'arbre de la machine asynchrone est alors donné par :
r>rDC - r pDC
Le moment d'inertie de l'ensemble mécanique ramené sur l'arbre rotorique est égal à 0.5kgm2. La
figure 3.6 représente le schéma bloc global de l'ensemble MAS et MDC.
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Tp_mcc
Figure 3.6 : Schéma bloc global
Les figures 3.7a à 3.7c représentent respectivement les évolutions temporelles de la vitesse N'(t)
de rotation du rotor, du module du vecteur espace tension statorique ys (t) = v's (t) et du couple
électromagnétique Fe(t) pour R=366Q et C=30.1 /xF. Les figures 3.8a à 3.8c représentent les















Figure 3.7 : Evolution temporelle R=366Q et C=30.1nF
(a) N'(t) (b) (t)
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Figure 3.8 : Evolution temporelle R=239i2 et C=33.7(iF
On constate que les points de fonctionnement en régime établi sont proches de ceux définis dans
le chapitre II pour les mêmes valeurs de R et de C.
VI) AUTO-AMORCAGE DANS LE CAS D'UN GAS EQUIPANT UNE EOLIENNE
Ce chapitre est essentiellement axé sur l'étude et l'analyse de l'auto-amorçage des machines
asynchrones équipant des éoliennes fonctionnant en mode autonome. Aussi nous consacrons la
dernière partie de ce mémoire à ce type de fonctionnement.
L'ensemble machine asynchrone et partie mécanique de l'éolienne diffère de l'étude du cas
précédent par la génération du couple appliqué sur l'arbre de la MAS.
Pour la mise en oeuvre de la simulation, la partie mécanique de l'éolienne choisie est à pas fixe et
elle est équipée d'un multiplicateur de vitesse. Les pales ont un rayon (Rp) de 1.6 mètres et leur
vitesse de rotation nominale est de 1011 tr/mn. Le couple généré par les pales (FE1) se déduit de
[II.2] et est donné par :
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r — el —




- p : densité volumique de l'air (p=1.225kg/m3)
- S : surface balayée par la rotation des pales ou surface du disque éolien (m2)
- v : vitesse du vent (m/s)
Le coefficient de puissance (Cp) est lié au coefficient de couple (CE) par la relation :
C r=C P / R £ [111.68]
Le coefficient de puissance et celui de couple sont variables et dépendent du coefficient de
vitesse spécifique (Ra) des pales. La courbe du coefficient de couple en fonction de coefficient de
la vitesse spécifique est donnée à la figure 3.9.
\.( Figure 3.9 : Courbe
^
•s
Cr en fonction de Ra
Dans le souci d'adapter la vitesse des pales à celle du rotor de la MAS, il est nécessaire
d'utiliser un multiplicateur dont le rapport rréd est défini par : rréd=co7Qpales= 1.543 (avec Qpales :
vitesse de rotation des pales en rd/s). Le rendement r|réd est considéré comme constant et égal à





avec Fpréd : le couple de pertes du multiplicateur.
Le schéma bloc global de l'ensemble éolienne-M AS-charge est donné à la figure 3.10.
Figure 3.10 : Schéma bloc global
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Les figures 3.11a à 3.11d représentent respectivement les évolutions temporelles du vent,
de la vitesse de rotation de la MAS, de son couple électromagnétique et du module du vecteur
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Nous pouvons constater que le couple électromagnétique de la MAS et la valeur du vecteur
espace de la tension statorique fluctuent en fonction de la vitesse du vent durant la phase de
fonctionnement après amorçage. Dans le souci de stabiliser la tension statorique entre deux
valeurs, un système de contrôle actif ou de régulation de la puissance réactive fournie à la MAS
semble nécessaire. Ce dernier peut simplement assurer la connexion ou la déconnexion de
capacités supplémentaires nécessaires au bon fonctionnement de l'ensemble en fonction des
niveaux de tension statorique. Cette régulation de tension, par action sur C, peut facilement être
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implantée au niveau de la simulation dans le schéma bloc de la figure 3.10, mais elle ne fait pas
partie de l'étude dans ce mémoire.
CONCLUSION
Cette étude, scindée en trois parties, nous a permis de nous familiariser avec les aspects
électriques des générateurs qui équipent les éoliennes, notamment dans le cas de l'utilisation de la
machine à induction qui fonctionne dans le cadre de l'îlotage.
La première partie, consacrée à l'étude physique des machines, comporte des
développements somme toute traditionnels, mais qu'il nous a semblé nécessaire de repréciser
pour bien nous imprégner des démarches utilisées. Le parallèle qui a été dressé entre machine
synchrone et machine asynchrone nous a permis de définir un autre schéma équivalent qui
caractérise le fonctionnement de la génératrice hypersynchrone.
Le deuxième chapitre est axé sur l'exploitation des différents schémas équivalents. Les
grandeurs prédéterminées sont comparées à celles déduites de l'expérimentation. La supériorité
de l'utilisation du schéma proposé, aussi bien d'un point de vue exploitation que précision des
résultats, est clairement mise en évidence. Nous pensons que c'est à ce niveau que se situe
principalement notre contribution.
Le dernier chapitre est dédié à l'étude des phases transitoires et notamment celle de l'auto-
amorçage. Nous avons présenté une procédure analytique simple, basée sur l'exploitation du
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schéma monophasé équivalent proposé, qui permet de déterminer les vitesses critiques d'auto-
amorçage. Les résultats ainsi obtenus sont validés par l'expérimentation mais également par une
résolution numérique du problème. Concernant ce dernier point, nous avons utilisé les relations
déduites de la transformation à un axe en les exploitant avec l'outil MATLAB-SIMULINK.
Cette étude constitue, à notre avis, un point de départ à des développements qui peuvent être
nombreux comme par exemple le contrôle de l'auto-amorçage ou la régulation de tension. Nous
espérons également que ces développements seront utiles à ceux qui sont confrontés, notamment
dans le groupe éolien, aux problèmes de la mise en œuvre de générateurs asynchrones au niveau
d'éoliennes destinées à fonctionner dans le cadre de l'îlotage.
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